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Résumé
La prédiction des instabilités fluide-élastique qui se développent dans un faisceau de tubes
est importante pour la conception des générateurs de vapeur dans les centrales nucléaires, afin
de prévenir les accidents liés à ces instabilités. En effet, ces instabilités fluide-élastique, ou flot-
tements, conduisent à une fatigue vibratoire des matériaux, voire à des chocs entre les tubes, et
par la suite, à des dégâts importants.
Ces aspects sont d’une grande complexité pour les applications scientifiques impliquant l’in-
dustrie nucléaire. Le présent travail est issu d’une collaboration entre l’EDF, le CEA et l’IMFT.
Elle vise à améliorer la simulation numérique de cette interaction fluide- structure dans le fais-
ceau de tubes, en particulier dans la gamme de paramètres critiques favorisant l’apparition d’un
amortissement négatif du système et de l’instabilité fluide-élastique.
Mots-clés : interaction fluide-structure, vibrations, instabilité, turbulence, faisceau de tubes

Abstract
The prediction of fluid-elastic instabilities that develop in a tube bundle is of major importance
for the design of modern heat exchangers in nuclear reactors, to prevent accidents associated
with such instabilities. The fluid-elastic instabilities, or flutter, cause material fatigue, shocks
between beams and damage to the solid walls.
These issues are very complex for scientific applications involving the nuclear industry. This work
is a collaboration between EDF, CEA and IMFT. It aims to improve the numerical simulation of
the fluid-structure interaction in the tube bundle, in particular in the range of critical parameters
contribute to the onset of damping negative system and the fluid-elastic instability.
Keywords : fluid-structure interaction, vibrations, instability, turbulence, tube bundle

Sommaire
Liste des symboles 5
Introduction 9
1 Contexte de l’étude 11
1.1 Interaction fluide-structure . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 14
1.2 Fréquence du lâcher tourbillonnaire . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 14
1.3 Instabilité fluide-élastique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 15
1.4 Technologie des générateurs de vapeur . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16
1.5 Faisceau de tubes soumis à un écoulement transverse . . . . . . . . . . . . . . . . 17
1.5.1 Approche expérimentale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18
1.5.2 Approche numérique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18
2 Régimes d’écoulement autour d’un cylindre circulaire fixe ou mobile et struc-
ture de la turbulence proche-paroi 19
2.1 Écoulements autour d’un cylindre fixe . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 20
2.1.1 Régimes d’écoulement . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 20
2.1.2 Précisions sur le décollement, lâcher tourbillonnaire . . . . . . . . . . . . . 21
2.1.3 Aspects tridimensionnels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 24
2.2 Couche limite turbulente . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 24
2.2.1 Zone interne et zone tampon . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 25
2.2.2 Zone logarithmique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 27
2.3 Physique des oscillations d’un cylindre circulaire mobile . . . . . . . . . . . . . . 28
2.3.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 28
2.3.2 Études expérimentales . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 30
1
SOMMAIRE
3 Modélisation des écoulements pariétaux, instationnaires et turbulents 33
3.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 35
3.2 Simulation aux grandes échelles . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 36
3.2.1 Filtre spatial . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 36
3.2.2 Exemple de fermeture : modèle de Smagorinsky . . . . . . . . . . . . . . . 37
3.3 Approches statistiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 39
3.3.1 Modélisation RANS . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 39
3.3.2 Modélisation URANS . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 39
3.4 Approche de macrosimulation de la turbulence des structures organisées : OES . 40
3.4.1 Moyenne de phase . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 40
3.4.2 Méthodologie OES . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 42
3.5 Modèles de fermeture des approches statistiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 45
3.5.1 Classification . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 46
3.5.2 Modèles linéaires à 1 équation de transport . . . . . . . . . . . . . . . . . 48
3.5.3 Modèles linéaires à 2 équations de transport . . . . . . . . . . . . . . . . . 49
3.5.4 Modèles algébriques des tensions de Reynolds . . . . . . . . . . . . . . . . 54
3.5.5 Modèles second ordre . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 55
3.5.6 Modèles non linéaires . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60
3.6 Approches hybrides URANS-LES . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 62
3.6.1 Problématique des approches hybrides . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 62
3.6.2 Detached Eddy Simulation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63
3.6.3 Delayed Detached Eddy Simulation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 64
3.7 Conclusion sur la modélisation des écoulements pariétaux, instationnaires et tur-
bulents . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65
4 Approche numérique et couplage fluide-structure 67
4.1 Code NSMB . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 69
4.1.1 Système des équations de Navier-Stokes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 69
4.1.2 Schémas de discrétisation temporelle et spatiale . . . . . . . . . . . . . . . 71
4.1.3 Méthode de déformation de maillage par méthode ALE . . . . . . . . . . 77
4.2 Couplage fluide-structure . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79
4.2.1 Équation de la dynamique et algorithme de Newmark . . . . . . . . . . . 81
2
SOMMAIRE
4.2.2 Implémentation de l’algorithme de Newmark dans NSMB . . . . . . . . . 83
4.2.3 Qualité de la résolution et dispersion énergétique . . . . . . . . . . . . . . 84
4.3 Présentation des maillages utilisés dans cette étude . . . . . . . . . . . . . . . . . 86
4.3.1 Maillage du cylindre seul . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 86
4.3.2 Maillage 15 cylindres . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 87
4.3.3 Maillage 20 cylindres . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 88
4.3.4 Justification de l’emploi de ces maillages . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 89
5 Cylindre seul en configuration statique et libre à bas-Reynolds 91
5.1 Simulation instationnaire en configuration statique . . . . . . . . . . . . . . . . . 92
5.1.1 Résultats issus de la simulation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 92
5.1.2 Validation de la simulation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 95
5.2 Simulation instationnaire en configuration libre . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 97
5.3 Conclusion sur l’algorithme de couplage . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 118
6 Faisceau de tubes en configuration statique à nombre de Reynolds élevé 121
6.1 Banc expérimental « DIVA » du CEA . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 124
6.2 Approche statistique URANS Sparlart-Allmaras (SA) 2D . . . . . . . . . . . . . 126
6.2.1 Analyse spectrale des charges instationnaires sur le cylindre central . . . . 126
6.2.2 Cartographie du point de décollement et de recollement . . . . . . . . . . 128
6.2.3 Clichés instantanés des simulations instationnaires 2D . . . . . . . . . . . 130
6.3 Approche statistique URANS k − ω−SST 2D . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 136
6.3.1 Analyse spectrale des charges instationnaires sur le cylindre central . . . . 136
6.3.2 Cartographie du point de décollement et de recollement . . . . . . . . . . 138
6.3.3 Clichés instantanés des simulations instationnaires 2D . . . . . . . . . . . 139
6.4 Approche k − ω−OES 2D . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 145
6.4.1 Analyse spectrale des charges instationnaires sur le cylindre central . . . . 145
6.4.2 Cartographie du point de décollement et de recollement . . . . . . . . . . 147
6.4.3 Clichés instantanés des simulations instationnaires 2D . . . . . . . . . . . 148
6.5 Approche k − ε−OES 2D . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 154
6.5.1 Analyse spectrale des charges instationnaires sur le cylindre central . . . . 154
6.5.2 Cartographie du point de décollement et de recollement . . . . . . . . . . 156
6.5.3 Clichés instantanés des simulations instationnaires 2D . . . . . . . . . . . 157
3
SOMMAIRE
6.6 Résultats issus des simulations instationnaires 3D . . . . . . . . . . . . . . . . . . 163
6.6.1 Approche Hybride tridimensionnelle DDES−k − ω−SST . . . . . . . . . . 164
6.6.2 Approche Hybride tridimensionnelle DDES−k − ω−BL−OES . . . . . . . 165
6.7 Analyse comparative . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 167
6.7.1 Évolution temporelle des coefficients de traînée et de portance 2D . . . . . 167
6.7.2 Étude spectrale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 169
6.7.3 Étude du point de décollement . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 172
6.7.4 Coûts de calcul . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 174
6.8 Conclusion sur le cas du faisceau de tubes en configuration statique . . . . . . . . 176
7 Faisceau de tubes en configuration libre à nombre de Reynolds élevé 177
7.1 Simulation instationnaire 2D pour le cas (Sc, u∗) = (1, 2) . . . . . . . . . . . . . . 180
7.1.1 Signaux temporels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 180
7.1.2 Clichés instantanés . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 182
7.2 Simulation instationnaire 2D pour le cas (Sc, u∗) = (1, 3) . . . . . . . . . . . . . . 188
7.2.1 Signaux temporels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 188
7.2.2 Clichés instantanés . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 190
7.3 Simulation instationnaire 2D pour le cas (Sc, u∗) = (1, 4) . . . . . . . . . . . . . . 196
7.3.1 Signaux temporels . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 196
7.3.2 Clichés instantanés . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 198
7.4 Simulation instationnaire 2D pour le cas (Sc, u∗) = (1, 5) . . . . . . . . . . . . . . 204
7.5 Conclusion dans le cas du faisceau de tubes en configuration libre . . . . . . . . . 205
Conclusion 207
Bibliographie 219
4
Liste des symboles
Nombres adimensionnels
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=
2 m
ρia d2 l
=
2 a
ρia d uia l
=
2 r
ρia u2ia l
γ rapport des capacités calorifiques massiques à pression et à volume constants (γair = 1,4)
κ constante de von Kármán
Eu nombre d’Euler =
p− pref.
ρia u2ia
Ma nombre de Mach =
uia
c
Nu nombre de Nusselt
Pr nombre de Prandtl
Re nombre de Reynolds =
uia d
νia
Ret nombre de Reynolds de turbulence =
k2
ε ν
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2 π ξ m
ρia d2 l
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St0 nombre de Strouhal propre du fluide
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m r
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2 fi
ρia d u2ia l
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ρ u2ia
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τp taux de cisaillement du fluide à la paroi
τii tenseur des contraintes de cisaillement du fluide
ε taux de dissipation de l’énergie cinétique de turbulence
Notations latines⎧⎪⎨⎪⎩
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masse, amortissement et raideur de la structure
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Introduction
Les interactions entre les mouvements d’une structure et d’un fluide sont à l’origine de phéno-
mènes dynamiques dont la maîtrise est indispensable pour résoudre un bon nombre de problèmes
pratiques posés lors de la conception et de l’exploitation d’installations industrielles. L’écoule-
ment turbulent induit sur une structure mécanique des vibrations, c’est-à-dire des mouvements
autour d’une position d’équilibre, d’amplitudes plus ou moins élevées.
La présente étude menée au sein de l’équipe de recherche « Interaction Fluide-Structure Sous
Turbulence » (IFS2T) du groupe EMT2 de l’IMFT s’incrit dans le contexte de l’analyse physique
et de la modélisation d’écoulements turbulents instationnaires autour d’obstacles. Elle vise à
améliorer la prédiction d’écoulements turbulents autour de structures fixes et en mouvement en
application dans le domaine de l’interaction fluide-structure.
En effet, les tubes des générateurs de vapeur sont soumis à un phénomène d’instabilité fluide-
élastique (ou flottement) qui provoque leur fissure et potentiellement des fuites entre le circuit
primaire et le circuit secondaire. Cette instabilité apparaît généralement lorsque des survitesses
imprévues lors du dimensionnement atteignent la vitesse critique d’instabilité pour la configura-
tion donnée (dans le cas de l’existence d’un dépôt sur les tubes, par exemple).
Dans ce contexte industriel, des approches de simulation numérique par résolution des équa-
tions de Navier-Stokes moyennées (CFD - Computational Fluid Dynamics) sont de plus en plus
utilisées. Ces approches incluent des méthodes de macrosimulation de la turbulence de plus en
plus élaborées, de type URANS, URANS avancées ou hybrides (l’approche aux grandes échelles
LES présentant encore des limitations en termes de coût numérique pour traiter des écoulements
turbulents pariétaux à grand nombre de Reynolds, intéressant le domaine industriel).
Dans ce cadre, des travaux de l’équipe IFS2T/IMFT, développés depuis une vingtaine d’an-
nées, sont consacrés à l’étude d’autres types de moyennes (moyenne de phase ou d’ensemble) en
fonction de phénomènes physiques instationnaires que l’on souhaite capter. Il s’agit d’un com-
promis à effectuer entre la proportion des structures à résoudre directement et des structure
à modéliser, basé non pas sur leur taille (grandes ou petites) mais sur leur cohérence spatio-
temporelle. Dans cette optique, la classe de modélisation OES, « Organised Eddy Simulation »
constitue une alternative aux approches classiques de type URANS et aux approches aux grandes
échelles LES en présentant un avantage quant à la simulation d’écoulements pariétaux à grand
nombre de Reynolds.
Néanmoins, ces efforts sont encore insuffisants quant à la capacité prédictive des approches
statistiques pour les écoulements instationnaires turbulents, fortement décollés, notamment.
Ainsi, en ce qui concerne ces écoulements pariétaux à grand nombre de Reynolds, des approches
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de macrosimulation, dites hybrides, permettent d’associer les avantages des approches statis-
tiques dans la région proche-paroi et ceux des simulations aux grandes échelles dans la région
plus lointaine.
L’objectif de cette étude est de capter le mouvement d’une structure cylindrique dans un
faisceau de tubes soumis à un écoulement transverse, à l’aide de modélisation statistiques et
hybrides de la turbulence. Cet objectif vise à pouvoir traiter de l’interaction fluide-structure à
grand nombre de Reynolds. Il est donc nécessaire d’analyser la capacité prédictive de modèles
de turbulence pour capter les instabilités d’un écoulement dans une telle configuration qui est
relativement complexe, à grand nombre de Reynolds.
La présente étude s’articulera selon le plan suivant.
Nous détaillerons le contexte dans lequel se situe cette étude, avant d’aborder les éléments
physiques utiles à l’appréhension et à la compréhension des phénomènes d’interaction fluide-
structure, issus d’une étude bibliographique. Ensuite, l’étude bibliographique se recentrera sur des
approches de macro-simulation de la turbulence pour les écoulements pariétaux, instationnaires
et turbulents, correspondants aux cas industriels de notre étude.
L’approche numérique utilisée pour cette étude sera présentée en révélant les aspects du code
de calcul qui sont essentiels à cette étude, les problématiques de couplage numérique fluide-
structure ainsi que les domaines utilisés.
Une validation du mouvement libre en cylindre seul sera effectuée, avant d’aborder l’étude
du faisceau de tubes en deux temps. Tout d’abord, nous réaliserons une analyse en configu-
ration statique où nous nous attacherons à comparer l’évaluation des charges instationnaires
proche-paroi sur le cylindre central pour quatre approches de macrosimulation de la turbulence
bidimensionnelles et pour deux approches hybrides tridimensionnelles par rapport aux données
expérimentales fournies par le CEA. Pour finir, forts de la validation du mouvement libre et de
l’analyse du faisceau en configuration statique, nous étudierons le faisceau dans sa configuration
de mouvement libre via une seule approche de macrosimulation de la turbulence dans cinq confi-
gurations de structures, de manière à tenter de préciser la limite d’instabilité fluide-élastique,
ainsi que son impact sur l’écoulement.
Le lecteur pourra se repporter à Marcel et al. (2011) pour une présentation synthétique de
cette étude.
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La présente étude est appliquée à une configuration industrielle : le faisceau de tubes sous
écoulement transverse. L’objectif étant d’arriver à modéliser l’interaction fluide-structure dans
cette configuration complexe, nous nous proposons dans un premier temps d’en expliciter le
contexte.
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Les faisceaux de tubes sont particulièrements sensibles aux vibrations, surtout lorsqu’ils sont
soumis à des écoulements transverses (configurations les plus pénalisantes en termes de sécurité).
Les réponses typiques du faisceau soumis à des écoulements transverses sont esquissés figure 1.2
pour des vitesses réduites données. La vitesse réduite est donnée par :
u∗ =
u
fs0 d
= 2 π
u
d
√
r
m
(1.1)
avec u la vitesse de l’écoulement, fs la fréquence propre de la structure et d, la dimension carac-
téristique de la structure (diamètre des tubes dans le cas du faisceau) et r et m les paramètres
de raideur et de masse de la structure.
Figure 1.1 – Photographies de rupture de tubes suite à des vibrations
Cette vitesse réduite va quantifier les échelles de longueur du fluide par rapport à celle du
solide (de Langre, 2002). Ainsi, lorsque u∗ → ∞, nous nous situons dans une configuration
statique puisque les échelles de temps du fluide sont bien supérieures à celles de la structure. À
l’inverse, u∗ → 0 nous situe dans le cas d’un mouvement de structure dans un fluide au repos.
Dans le cas de notre étude, nous nous situons à u∗ ≈ 1 où les échelles de temps de la structure
et du fluide sont proches. Dans ce cas, les deux domaines sont fortement couplés.


A
∗ RM
S
u∗
u∗c(1)
(2)
(1)
(3)
(1) : excitation aléatoire (TIV )
(2) : accrochage en fréquence (VIV )
(3) : instabilité fluide-élastique (MIV )
u∗c : vitesse réduite critique
Figure 1.2 – Évolution du niveau vibratoire RMS A∗RMS d’un tube flexible dans un faisceau
soumis à un écoulement transverse en fonction de la vitesse réduite u∗
Lorsque la vitesse réduite est faible, ou lorsqu’elle se situe en dehors de la zone d’accrochage
et de la zone d’instabilité fluide-élastique (cf. Fig. 1.2,(1)) l’écoulement fait osciller la structure
modéremment de façon aléatoire : c’est la zone des vibrations induites par les fluctuations turbu-
lentes, ou Turbulent Induced Vibration. Le système fluide-structure est dynamiquement stable.
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La structure oscille à proximité de sa fréquence propre fs0 (au phénomène de masse ajoutée près)
et la fréquence du lâcher tourbillonnaire ne dépend que du nombre de Reynolds de l’écoulement
considéré.
Quand la vitesse réduite est portée à une valeur critique u∗c (cf. Fig. 1.2,(3)), l’amplitude
vibratoire de la structure augmente significativement, l’instabilité dynamique apparaît : c’est
la zone de flottement, ou Mouvement-Induced Vibration. Le système fluide-structure devient
dynamiquement instable.
Enfin, dans une gamme de vitesse réduite intermédiaire (cf. Fig. 1.2,(2)), l’amplitude vibra-
toire de la structure va augmenter significativement tout en restant modérée et la fréquence du
lâcher tourbillonnaire va devenir égale à celle de l’oscillation de la structure (et ne dépend donc
plus uniquement du Reynolds de l’écoulement) : c’est la zone de vibrations induites par les tour-
billons Vortex-Induced Vibration (cf. § 2.3, p. 28). Le système reste cependant dynamiquement
stable puisque l’amplitude des oscillations de la structure a tendance à se stabiliser dans le temps
(cf. § 5, p. 91). Certains auteurs suggèrent également que l’accrochage en fréquence est à la base
d’un phénomène linéaire d’instabilité par raideur antisymétrique et que la saturation d’amplitude
observée est dûe aux effets non linéaires (de Langre, 2006).
Pour prévenir l’endommagement de la structure conséquent à de la fatigue vibratoire ou à des
chocs liés à des vibrations provoquées par l’écoulement, les charges instationnaires turbulentes
de l’écoulement agissant sur la paroi solide de la structure doivent être évaluées. D’un point de
vue expérimental, la mesure directe de ces forces fluides dans ces configurations est très difficile
du fait de la complexité de la configuration du faisceau de tubes. En effet, ce sont les forces
agissant sur le cylindre central du faisceau qui doivent être mesurées et les tubes fixes composant
le faisceau rendent difficile l’accès au cylindre central.
En dépit des récentes évolutions des méthodes numériques pour la simulation de problèmes
multi-physiques, les études numériques instationnaires restent impraticables dans les configura-
tions industrielles. C’est pourquoi des hypothèses restrictives sont nécessaires pour effectuer des
calculs dans un domaine réduit en utilisant une modélisation de la turbulence adaptée.
Une étude de la littérature actuelle révèle l’absence d’une modélisation générale aboutie qui
engloberait simultanément tous les mécanismes physiques impliqués dans le couplage fluide-
structure dans le cas du faisceau de tubes soumis à un écoulement transverse à nombre de Rey-
nolds élevé. En raison de la complexité du problème, il a été rarement possible, jusqu’ici, d’établir
une modélisation prenant en compte toutes les composantes des charges fluides instationnaires
turbulentes. La plupart des théories sont basées sur une superposition des contributions des forces
fluides, sans aucune interaction croisée. Les effets turbulents dûs aux mouvements de la structure
sont traités séparément des forces fluides-élastiques qui sont supposées être représentatives des
effets vibratoires de la structure.
Les vibrations dûes aux écoulements dans les faisceaux de tubes ont été étudiées depuis plus
de trente ans. De nombreux programmes de recherche expérimentaux, théoriques ou numériques
ont été réalisés. La modélisation mathématique a été proposée en utilisant différentes classes d’hy-
pothèses pratiques et les effets classiques de l’interaction fluide-structure ont pu être quantifiés.
Les principaux effets de l’écoulement du fluide ont été formulés, que ce soit en termes d’iner-
tie, d’amortissement, de raideur ou de masse ajoutée. Cependant, dans la plupart des études, les
forces fluides sont supposées soit dépendantes du mouvement de la structure, soit indépendantes,
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et sont alors modélisées séparément. Une revue complète de ces modèles est proposée par Weaver
(2008).
Dans le cadre de l’hypothèse des petites perturbations, la formulation analytique des effets
d’inertie et d’amortissement exercés sur une structure dans un fluide au repos a été élaborée par
plusieurs auteurs en utilisant la théorie des écoulements potentiels (Chen, 1987).
1.1 Interaction fluide-structure
Au départ, les expressions analytiques fournissent une bonne approximation de la masse
ajoutée et de l’amortissement visqueux :⎧⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎩
fx
ρ u2
= −π r
2
u2
[
α
∂2(xs)x
∂t2
+ σ
∂2(xs)y
∂t2
]
+
1
ωs
[
α′
∂(xs)x
∂t
+ σ′
∂(xs)y
∂t
]
+ α′′ (xs)x + σ′′(xs)y
fy
ρ u2
= −π r
2
u2
[
τ
∂2(xs)x
∂t2
+ β
∂2(xs)y
∂t2
]
+
1
ωs
[
τ ′
∂(xs)x
∂t
+ β′
∂(xs)y
∂t
]
+ τ ′′ (xs)x + β′′(xs)y
(1.2)
avec ρ la masse volumique du fluide, d = 2 r le diamètre de la structure, fi la ième composante de
la force fluide (fDRAG = fx et fLIFT = fy), (xs)i la ième composante de la position de la structure,
u = ux la vitesse d’écoulement, (α,β, σ, τ) les paramètres de masse ajoutée, (α′,β′, σ′, τ ′) les
paramètres d’amortissement ajouté, (α′′,β′′, σ′′, τ ′′) les paramètres de raideur ajoutée et ωs la
pulsation propre de la structure.
Plus tard, il est devenu possible d’évaluer les effets d’inertie du fluide visqueux en utilisant
les approches numériques, comme la formulation standard (u,P,φ) impliquée dans les procédures
de couplage monolithiques classiques pour le calcul d’interaction fluide-structure (Ohayon &
Morand, 1995). D’autres applications ont été étudiées par Broc & Sigrist (2009) en utilisant les
techniques d’homogénéisation introduites par Jacquelin et al. (1996) pour rendre compte des
effets du fluide sur les modes de vibrations du faisceau. Ces méthodologies sont particulièrement
efficaces dans le cas de fluide au repos, sans effet de l’écoulement moyen.
Depuis les années 2000, les méthodes numériques de mécanique des fluides incluant une défor-
mation dynamique du maillage fluide ou des techniques de capture de mouvement à l’interface
ont été développées afin de répondre à ces questions. Les contributions les plus significatives
concernent soit la linéarisation de conditions aux limites en mouvement, soit les techniques de
déformation de maillage (Bendjeddou et al., 2009).
1.2 Fréquence du lâcher tourbillonnaire
De façon conventionnelle, le nombre de Strouhal dans un faisceau de tubes est défini par
rapport à une vitesse d’écoulement infini-amont uia (avant de rentrer dans le confinement du
faisceau de tubes), ou par rapport à la valeur de la vitesse de l’écoulement entre les cylindres
du faisceau (valeur inter-tubes) uit. Ces deux grandeurs sont liées selon l’équation suivante qui
découle des équations de conservation de la masse :
uit = uia
P
P − d = uia
P ∗
P ∗ − 1 (1.3)
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De même, il est possible de lier le nombre de Reynolds inter-tubes Reit au nombre de Reynolds
infini-amont Reia, ainsi que les vitesses réduites inter-tubes u∗it et infini-amont u
∗
ia.
Le nombre de Strouhal inter-tubes peut être défini par :
Stit =
ff d
uit
(1.4)
avec ff la fréquence du lâcher tourbillonnaire.
Cependant, selon la configuration du faisceau de tubes, le détachement tourbillonnaire peut
ou pas se développer dans le faisceau de tubes. Les études expérimentales précisent que la dé-
termination du lâcher tourbillonnaire dans le faisceau de tubes est complexe en raison des in-
terférences possibles avec la résonance acoustique ou des effets de la turbulence au nombre de
Reynolds considéré. Des configurations où existent plusieurs nombre de Strouhal sont possibles.
À partir de données expérimentales, des études de ces fréquences adimensionnelles ont été éta-
blies par plusieurs auteurs et ont abouti à des corrélations pour les configurations standard. La
prédiction des fréquences adimensionnelles dans un faisceau de tubes reste relativement complexe
et nécessite des études numériques complémentaires.
1.3 Instabilité fluide-élastique
Cette instabilité a été découverte il y a une quarantaine d’année. Depuis, beaucoup d’études
ont été réalisées pour comprendre, modéliser, prévoir et éviter le développement de cette insta-
bilité (cf. Fig.1.3).
Depuis des décennies, de nombreux chercheurs ont essayé de comprendre comment et pourquoi
les caractéristiques modales d’un tube inséré dans un faisceau étaient modifiées sous l’effet d’un
écoulement transverse et d’expliquer le phénomène le plus violent : l’instabilité fluide-élastique.
De nombreux modèles ont été développés dans ce but, comme les modèles de Connors-Blevins
(Blevins, 1974), Price-Paidoussis (Païdoussis & Price, 1988), Lever-Weaver (Lever & Weaver,
1982), Granger-Paidoussis (Granger & Païdoussis, 1996). Hormis le modèle quasi-statique de
Connors-Blevins, tous les autres modèles font intervenir un temps de retard entre la réponse
du fluide et la vibration de la structure. Tout le problème de l’explication de l’instabilité se
résume à quantifier ce temps de retard. En effet, lorsque la vitesse de l’écoulement transverse
augmente, le déphasage entre la force appliquée par le fluide sur le tube et le mouvement du
tube change de signe, ce qui entraîne un changement de signe de l’amortissement apparent
et, par suite, l’instabilité. Tout le problème est donc de parvenir à modéliser correctement ce
déphasage. Malgré diverses tentatives de modélisation, la question reste ouverte, comme le note
Weaver « Despite more than 40 years of research, this mechanism is not fully understood ».
Cependant, les modèles quasi-statiques permettent de caractériser l’instabilité à grand nombre
de Scruton (Sc > 30) qui implique au moins 2 degrés de liberté. Pour les nombre de Scruton
faible, l’instabilité se développe pour un seul degré de liberté. C’est un phénomène différent qui
ne peut s’expliquer sans tenir compte d’un temps de retard entre le mouvement et l’effort. Le
modèle de retard pur est « amnésique ». Granger & Païdoussis (1996) proposent un modèle « à
mémoire » avec 1 ou 2 constantes de temps. Il faut donc rester vigilant et ne pas tout résumer à
un temps de retard ou à un déphasage.
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Figure 1.3 – Exemple de carte de Connors pour un écoulement diphasique (Pettigrew & Taylor,
1994)
1.4 Technologie des générateurs de vapeur
Les problématiques vibratoires liées aux phénomènes d’interaction fluide-structure, concernent
les « tubes en U », i.e., les tubes qui constituent le circuit primaire. Leur structure élancée et
flexible est encastrée en partie basse et est guidée régulièrement par des plaques entretoises qui
vont permettre de limiter l’amplitude de leur vibration.
De manière à permettre une dilatation thermique et à faciliter le montage des tubes, un jeu
fonctionnel est volontairement laissé dans leur support. Les tubes peuvent donc venir percuter
les parois de l’orifice en question. Une fatigue de choc pourra alors provoquer une fuite dans le
circuit primaire (Delaune, 1997).
Il est primordial de limiter les fuites radioactives. Les acteurs du nucléaire sont par conséquent
intéressés par des études portant sur l’étude des mécanismes d’interaction fluide-structure dans
les faisceaux de tubes, et sur l’instabilité fluide-élastique.
Notre étude va porter principalement sur la partie basse du générateur de vapeur. Dans cette
zone, les tubes en U sont soumis à un écoulement monophasique transverse. Dans la suite, nous
allons chercher à trouver la méthode la plus adéquate pour simuler numériquement ce phénomène.
Des méthodes expérimentales comme celle du contrôle actif existent pour étudier ces para-
mètres (Caillaud, 2000). Cependant, des artifices doivent être utilisés dans les zones proches de
l’instabilité afin de pouvoir effectuer des mesures. C’est pourquoi, nous nous sommes orientés
vers une étude numérique, non pas en contradiction avec les méthodes expérimentales, mais plus
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Sortie vapeur secondaire
Entrée eau secondaire
Sortie eau primaire Entrée eau primaire
Figure 1.4 – Schéma de principe d’un générateur de vapeur (Caillaud, 2000)
en complément, dans le sens où le numérique peut explorer des zones difficilement accessibles
avec les méthodes expérimentales.
Nous allons restreindre notre problématique à l’étude d’un faisceau de tubes soumis à un
écoulement transverse monophasique.
1.5 Faisceau de tubes soumis à un écoulement transverse
Des revues de littérature détaillées permettent d’appréhender le phénomène d’instabilité
fluide-élastique dans les faisceaux de tubes. Nous pouvons citer, par ordre chronologique, les
travaux de Granger & de Langre (1995), de Price (2001) qui révèlent des courbes de Connors à
la fois expérimentales et théoriques et ceux de Païdoussis (2006) qui dressent un bilan sur les
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instabilités fluide-élastique dans les faisceaux de tube à l’heure actuelle.
1.5.1 Approche expérimentale
Pour les faisceaux à pas triangulaires, nous pouvons citer les travaux de Alonso et al. (2005)
ou de Paul et al. (2007) qui révèlent l’existence d’une vague importante qui se développe après
la première rangée de cylindre, qui s’atténue rapidement pour faire apparaître un phénomène
cyclique pour un nombre de Reynolds inférieur à 15 000. Lin & Yu (2005) se sont intéressés à
l’étude spectrale des vibrations d’un cylindre dans un faisceau. Enfin, une synthèse de résultats
expérimentaux assez complète a été présentée par Austermann & Popp (1995).
1.5.2 Approche numérique
De nombreuses approches numériques ont été réalisées pour étudier le cas du faisceau de
tubes. Longatte et al. (2003), Longatte et al. (2009) réalisent ces études à un nombre de Rey-
nolds inférieur à 20000 avec des approches de simulations aux grandes échelles. La configuration
de ces travaux est pourtant celle qui ressemble le plus à celle de cette étude. En effet, nous
pouvons trouver de nombreux articles sur les écoulements diphasiques dans les faisceaux, ou des
écoulements à faible Reynolds ou à très haut Reynols, ou des écoulements dans des faisceaux
de tubes à diamètres variables (Lam et al., 2009), etc. Un détail des méthodes numériques de
modélisation de l’interaction fluide-structure est rappelé dans Abouri et al. (2006) et dans Dowell
& Hall (2001).
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La présente étude repose sur l’évaluation précise des charges instationnaires sur le cylindre
central du faisceau de tubes. De manière à saisir la complexité de la prédiction de ces charges
fluides, nous allons rappeler les caractéristiques d’un écoulement autour d’un cylindre fixe utiles
à l’étude du faisceau de tubes en configuration statique (cf. § 6, p. 121), et détailler les phéno-
mènes qui apparaissent dans une couche limite turbulente pour saisir la nécessitée d’adopter une
modélisation adaptée (cf. § 3, p. 33).
Le mouvement de la structure va avoir un impact important sur l’évaluation de ces charges
en configuration libre (cf. § 7, p. 178). C’est pourquoi nous nous pencherons sur la physique qui
régit les oscillations d’un cylindre circulaire.
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2.1 Écoulements autour d’un cylindre fixe
Le sillage à l’aval d’un cylindre fixe a fait l’objet de plusieurs études, expérimentales et nu-
mériques, mettant en évidence différents régimes d’écoulement : citons les études expérimentales
de Roshko (1954), Williamson (1992) et Perrin et al. (2007) ainsi que les études numériques de
Braza et al. (1986a), Braza et al. (1986b), Braza et al. (2001) et Persillon & Braza (1998). Nous
allons maintenant nous attacher à décrire les phénomènes qui nous semblent importants pour
notre étude.
2.1.1 Régimes d’écoulement
Le paramètre retenu pour quantifier le changement de régimes est le nombre de Reynolds.
Pour les très faibles nombres de Reynolds (Re ≤ 5), l’écoulement est dit rampant : les forces de
viscosité sont prépondérantes et aucune instabilité ne se déclenche. Il n’y a pas de décollement et
les lignes de courant se rejoignent directement à l’arrière du cylindre. L’écoulement est symétrique
par rapport à l’axe longitudinal du courant, mais également entre l’amont et l’aval du cylindre
(cf. Fig. 2.1).
Figure 2.1 – Écoulement autour d’un cylindre fixe à Reynolds 1, obtenu avec NSMB en simu-
lation stationnaire bidimensionnelle, lignes de courants en traits continus
Pour 5 < Re < 48, les forces d’inertie augmentent et un décollement se produit : deux
tourbillons contra-rotatifs se forment en aval du cylindre. Le point de rattachement s’éloigne
du cylindre tandis que le Reynolds augmente. L’écoulement est stable, symétrique dans l’axe
longitudinal du courant et stationnaire (cf. Fig. 2.2).
Pour 48 < Re < 160, les différentes sources de perturbation ne peuvent être amorties :
la symétrie est rompue et les deux tourbillons se détachent alternativement de part et d’autre
du cylindre, formant l’allée tourbillonnaire de von Kármán (Persillon & Braza, 1998). L’allée
tourbillonnaire est une instabilité bidimensionnelle et fortement périodique, caractérisée par le
nombre de Strouhal, qui augmente avec le Reynolds : c’est le régime laminaire instationnaire
bidimensionnel (cf. Fig. 2.3).
20
Régimes d’écoulement autour d’un cylindre circulaire fixe ou mobile et
structure de la turbulence proche-paroi
Figure 2.2 – Écoulement autour d’un cylindre fixe à Reynolds 25, obtenu avec NSMB en simu-
lation instationnaire bidimensionnelle, lignes de courants en traits continus
Figure 2.3 – Écoulement autour d’un cylindre fixe à Reynolds 100, obtenu avec NSMB en
simulation instationnaire bidimensionnelle, lignes de courants en traits continus
Lorsque Re > 160 la transition vers le régime turbulent commence, manifestée par l’apparition
d’effets tridimensionnels dans le sillage. Une ondulation des rouleaux de von Kármán est observée
dans le sens de l’envergure du cylindre, ainsi que la naissance de tourbillons longitudinaux. Deux
modes se distinguent :
– le mode A pour 160 < Re < 190
– le mode B ailleurs
Le mode A est caractérisé par une longueur d’onde de 4 × D, tandis que le mode B, par une
longueur d’onde plus faible de l’ordre d’1×D (avec D le diamètre du cylindre).
2.1.2 Précisions sur le décollement, lâcher tourbillonnaire
Lorsqu’un obstacle n’est pas bien profilé, nous pouvons observer un décollement de la couche
limite. Dans le cas des écoulements externes, le recollement des lignes de courant moyen ne se
produit que sous certaines conditions liées à la géométrie du profil et au nombre de Reynolds.
Le décollement se produit à l’endroit où la couche limite rencontre un gradient de pression
positif. Le resserrement des lignes de courant à la traversée d’un obstacle indique que le fluide est
progressivement accéléré. En revanche, il est décéléré quand il le quitte. Dans le cas d’un cylindre,
la pression est donc minimum en (±π/2). Du fait de la dissipation visqueuse, le fluide qui est
21
2.1 Écoulements autour d’un cylindre fixe
dans la couche limite et qui parvient en (±π/2) a une énergie cinétique insuffisante pour passer
à l’aval du cylindre où la pression est plus grande. Le fluide est alors contraint de « rebrousser
chemin », engendrant ainsi un tourbillon de recirculation.
Ce tourbillon atteint une certaine épaisseur, se détache de la couche limite et se retrouve
entraîné dans l’écoulement en aval qui prend alors l’allure d’une allée tourbillonnaire. La couche
limite, elle-même, se décolle de la paroi et marque la frontière entre le sillage et la zone potentielle
de l’écoulement.
Le décollement modifie radicalement le champ de pression et de vitesse dans la zone de
sillage par rapport au cas potentiel : la pression y fluctue de façon aléatoire dans le temps et
dans l’espace et le champ de pression moyen est nettement plus faible que celui prévu par la
théorie potentielle.
Le processus de lâcher tourbillonnaire est donc dû aux effets visqueux et est caractérisé par
le nombre de Strouhal, fréquence adimensionnelle du lâcher des tourbillons :
St =
ff d
u
(2.1)
où ff est la fréquence du lâcher tourbillonnaire. Ce nombre dépend fortement de la géométrie de
la structure considérée (section circulaire, ellyptique, carrée, etc.) et du nombre de Reynolds de
l’écoulement considéré. Plusieurs auteurs ont proposé des formulations de Strouhal généralisées
en utilisant une longueur caractéristique de la géométrique du sillage : Roshko (1961), Gerrard
(1966), Bearman (1969).
La fréquence du détachement tourbillonnaire est également celle des forces fluctuantes de
portance (perpendiculaire à l’écoulement) qui s’exerce sur la structure portante. Par ailleurs, la
fréquence prépondérante observée sur les forces fluctuantes de traînée (dans le sens de l’écoule-
ment) est exactement le double de cette fréquence du lâcher tourbillonnaire. Ceci s’explique par
le fait que la portance est à son maximum lorsque le tourbillon de la partie haute de la structure
se détache, et à son minimum lorsque celui de la partie basse se détache, tandis que la traînée
atteint son maximum avant chaque lâcher tourbillonnaire, sans noter de différence selon qu’il
se détache de la partie haute ou basse de la structure. Zdravkovich (1996) répertorie différents
modes de lâchers tourbillonnaires.
Si le cylindre est libre de se mouvoir, cet aspect périodique des forces fluides peut faire osciller
la structure cylindrique. En retour, ce déplacement peut modifier l’organisation de l’écoulement
et l’interaction fluide-structure se complexifie (cf. § 2.3, p. 28).
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dans le sillage
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sillage entièrement turbulent
A : couche limite laminaire
300 < Re < 3.105
A : couche limite laminaire
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critique
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transition haute
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Figure 2.4 – Différents régimes d’écoulement autour d’un cylindre circulaire à surface lisse
immergé dans un écoulement (Sumer & Fredsoe, 1997)
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2.1.3 Aspects tridimensionnels
Des caractéristiques tridimensionnelles apparaissent lorsque les structures sont étendues dans
la direction perpendiculaire au plan de l’écoulement. Les structures élastiques sont alors ca-
ractérisées par leur mode propre et les sillages de l’écoulement révèlent des instabilités secon-
daires (Facchinetti et al., 2004). La transition tridimensionnelle de l’écoulement est décrite par
Williamson (1988). Les structures tridimensionnelles dans l’écoulement apparaissent à partir
d’une certaine vitesse : Re > 178. Ces structures sont directement liées à la déformation des
premiers tourbillons de l’écoulement et ne sont pas la conséquence de tourbillons secondaires
(Kelvin-Helmholtz) qui proviennent d’oscillations haute-fréquence sans séparation de la couche
de cisaillement. La transition implique deux étapes successives, chacune caractérisée par une
discontinuité de la relation Strouhal-Reynolds. Ces discontinuités sont illustrée à la Fig. 2.5. La
première discontinuité (170 < Re < 180) est associée à la transition du lâcher tourbillonnaire
alterné laminaire au lâcher tourbillonnaire impliquant des boucles tourbillonnaires. La seconde
discontinuité (225 < Re < 270) est dûe à la transition des boucles tourbillonnaires aux tour-
billons de plus petites échelles. Un phénomène d’hystérésis est présent dans la seconde mais pas
dans la première discontinuité.
60 100 140 180 220 260
0.14
0.16
0.18
0.2
St
Re
↑
première discontinuité
↓
seconde discontinuité
Figure 2.5 – Variation du nombre Strouhal en fonction du nombre de Reynolds, apparition des
effets tridimensionnels autour de Re ≈ 180 (Zdravkovich, 1996) (écoulement parallèle en traits
continus et oblique en points)
2.2 Couche limite turbulente
De manière à envisager la modélisation de la turbulence à grand nombre de Reynolds dans le
contexte de l’interaction fluide-structure, nous rappellerons certaines notions utiles de la structure
de la couche limite proche-paroi en équilibre statistique. Les phénomènes hors-équilibre seront
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détaillés dans le chapitre traitant de la modélisation de la turbulence (cf. § 3, p. 33).
Le cas le plus simple est le développement de la couche limite sur une plaque plane. Dans ce cas,
l’espace peut être partagé en deux domaines :
– l’un appelé « couche limite », en proche-paroi où les effets de viscosité sont prépondérants,
– l’autre, à l’extérieur du premier, appelé « fluide libre », zone externe ou zone de sillage, où
les effets de la viscosité sont négligeables et pour lequel les équations d’Euler sont valables.
La couche limite turbulente, plus détaillée dans l’ouvrage de Cousteix (1989), se décompose en
trois zones qui sont, en partant de la paroi et en allant vers la zone externe :
– la zone interne ou sous-couche visqueuse, où la viscosité moléculaire est prépondérante
et les fluctuations turbulentes sont négligeables,
– la zone tampon où les effets moléculaires et les effets turbulents sont du même ordre,
– la zone logarithmique.
Une représentation de ces quatres zones est récapitulée dans l’article de Clauser (1956) qui
regroupe les profils de vitesses moyennes issus de plusieurs expériences (cf. Fig. 2.6).
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Figure 2.6 – Profil de vitesse moyenne longitudinale selon Clauser (1956)
2.2.1 Zone interne et zone tampon
La zone interne se caractérise par une condition de non-glissement à la paroi :
∂
∂y
[
ν
∂U
∂y
− uv
]
= 0 (2.2)
Cette condition de non-glissement laisse supposer l’existence de la zone interne, où le taux
de cisaillement total est constant et égal à sa valeur à la paroi τp :
τp = ρ
[
ν
∂U
∂y
− uv
]
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En définissant la vitesse de frottement pariétale uτ comme échelle de vitesse et Y comme
échelle de longueur :
uτ =
√
τp
ρ
et Y =
ν
uτ
la condition de non-glissement peut s’écrire :
U
+
= y+ +
∫ y+
0
uv+ dy+ avec U+ =
U
uτ
et y+ =
y
Y
(2.3)
En proche-paroi, les fluctuations de vitesse u′ et v′ sont faibles et le frottement visqueux
devient prépondérant devant le frottement turbulent. C’est ainsi qu’est obtenue la loi linéaire qui
caractérise la zone interne, valable pour y+ ≤ 5 d’après les résultats expérimentaux :
U
+
= y+ (2.4)
La zone tampon prolonge la zone interne. Les effets turbulents et visqueux se compensent, la
production turbulente est maximale.
Les fluctuations turbulentes deviennent importantes : la présence de la paroi engendre une
forte anisotropie des fluctuations turbulentes : u2 > v2 > w2 (cf. Fig. 2.7).
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Figure 2.7 – Évolution des contraintes normales dans un écoulement de canal (u2 : , v2 : ◦ et
w2 : , (Clauser, 1956))
En ce qui concerne la modélisation de la turbulence, pour les approches statistiques (cf.
§ 3.3, p. 39), seules les fermetures d’ordre élevé ou non-linéaires permettent de reproduire cette
anisotropie.
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2.2.2 Zone logarithmique
La zone logarithmique est une région intermédiaire entre les zones interne et tampon, et la
zone externe. Le profil de similitude de la zone externe est défini par sous la forme dite déficitaire :
U − Ue
uτ
= F
[y
δ
]
(2.5)
la fonction F n’ayant pas de caractère universel, elle dépend des conditions de l’écoulement. Les
expériences menées sur des écoulements de paroi valident l’Éq. (2.5) (cf. Fig. 2.8)
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-20
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Figure 2.8 – Représentation des profils de vitesse moyenne longitudinale dans la zone externe
(Clauser, 1956)
La zone logarithmique doit donc à la fois vérifier les relations (2.4) et (2.5), ce qui donne une
loi de la forme :
U
+ − U+e = f(y+)− U+e = F
[
y+
δ+
]
(2.6)
Il est montré que :
Pour η =
y
δ
petit,
U − Ue
uτ
=
1
κ
log
[y
δ
]
+B (2.7)
Pour y+ grand, U+ =
1
κ
log
(
y+
)
+ C (2.8)
L’expérience montre que C ≈ 5 − 5,2 alors que B est dépendant des caractéristiques de
l’écoulement. Clauser (1956) et Coles (1956) proposent de modifier la relation (2.8) en y ajoutant
une fonction de sillage de manière à pouvoir regrouper les deux formulations. La relation (2.8)
devient alors :
U
+
=
1
κ
log
(
y+
)
+ C +
Π
κ
2 sin2
[π
2
y
δ
]
(2.9)
La loi logarithmique est valable pour des 40 < y+ < 300− 350 (Cousteix, 1989).
27
2.3 Physique des oscillations d’un cylindre circulaire mobile
2.3 Physique des oscillations d’un cylindre circulaire mobile
Avant de rentrer dans le détail de l’instabilité fluide-élastique, penchons-nous sur le phéno-
mène de Vortex-Induced Vibration ou VIV, lorsque suite à une instationnarité fluide de type
von Kármán, la structure va se mettre à osciller. Il est important de remarquer que le système
{fluide+ structure} reste un système dynamique stable, i.e., des oscillations vont se produire et
vont atteindre un régime permanent où leur amplitude va rester constante, ou dumoins, bornée
par deux asymptotes horizontales (Ghayesh et al., 2011), contrairement à un système dynamique
instable où le régime permanent ne peut être établi.
2.3.1 Introduction
Les vibrations d’un cylindre circulaire induites par les tourbillons (Vortex-Induced Vibration,
VIV ) apparaissent en présence d’un lâcher tourbillonnaire (allées de von Kármán). Ce lâcher
alterné exerce des forces oscillantes sur la structure, ce qui entraîne l’oscillation de la structure
si elle n’est pas fixe.
Pour les cylindres circulaires fixes, la fréquence du lâcher tourbillonnaire est quantifiée par le
nombre de Strouhal St, fréquence fluide ff adimensionnée :
St =
ff d
u
(2.10)
Ce nombre reste pratiquement constant et égal à 0,2 sur une large gamme de Reynolds (300 −
20 000), appelée « gamme subcritique » (Chen, 1987).
Pour les écoulements autour de cylindres libres en mouvement, un phénomène de synchro-
nisation ou lock-in est observé. Loin de la plage d’accrochage en fréquence, la fréquence du
lâcher tourbillonnaire ff reste sensiblement la même que lorsque le cylindre est fixe. Lorsque la
vitesse d’écoulement augmente, la fréquence d’écoulement se rapproche de la fréquence d’oscil-
lation de la structure fs. À ce régime d’écoulement, la fréquence fluide ne suit plus la relation
Strouhal / Reynolds énoncée plus haut, mais accroche la fréquence d’oscillation du cylindre
(ff/fs → 1). Lorsque la fréquence de détachement tourbillonnaire est proche d’une fréquence
propre de la structure, un phénomène de synchronisation peut apparaître. La structure présente
alors des oscillations transverses typiques de l’ordre de 1D à une fréquence égale à celle du déta-
chement tourbillonnaire, mais qui peut significativement s’éloigner de la fréquence propre de la
structure ainsi que de la fréquence de détachement observée dans le cas d’un cylindre fixe.
Une hystérésis peut exister dans la variation d’amplitudes oscillatoires en fonction de l’ap-
proche de la zone d’accrochage, par les vitesses plus élevées ou plus basses (Sarpkaya, 1979). Les
deux branches de cette hystérésis sont liées à différents modes tourbillonnaires et la transition
d’une branche à l’autre est associée à un saut d’angle de phase d’environ 180◦ (Krenk & Nielsen,
1999). Sur la Fig. 2.9 (p. 29), est représentée une réponse typique dans la région d’accrochage
d’un cylindre circulaire libre à amortissement faible. L’hystérésis apparaît clairement avec des
amplitudes vibratoires plus élevées lorsque la vitesse réduite augmente que dans le cas où elle
diminue vers la région d’accrochage. De plus, les fréquences fluides et d’oscillation de la structure
deviennent égales entre elles et à la fréquence propre de la structure dans cette même région.
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Figure 2.9 – Caractéristiques des oscillations pour un cylindre ciculaire seul libre à faible amor-
tissement. φ est l’angle de phase entre les forces fluides et le déplacement du cylindre (), u∗ la
vitesse réduite, A∗ l’amplitude d’oscillation réduite de la structure (), ff la fréquence réduite
du lâcher tourbillonnaire (◦), fs la fréquence réduite d’oscillation de la structure () et fs0 la
fréquence propre de la structure (Bearman, 1984)
Enfin, la ligne pointillée est celle du Strouhal égal à 0,198. La fréquence fluide suit bien cette
courbe, excepté dans la région d’accrochage.
L’amplitude de la réponse de la structure dans la région d’accrochage, ainsi que la gamme de
vitesses fluides sur laquelle le phénomène d’accrochage existe, dépendent d’un paramètre d’amor-
tissement réduit qui exprime le rapport des forces d’amortissement sur les forces d’excitation. Il
s’agit du nombre de Scruton :
Sc = π ξ m∗ (2.11)
Lorsque le nombre de Scruton augmente, l’accrochage se caractérise par une diminution du pic
d’amplitude oscillatoire de la structure et subvient sur une bande de vitesse moins large. Par
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ailleurs, les phénomènes physiques sont différents suivant la valeur de la masse réduite m∗ :
m∗ =
2 m
ρ d2 l
(2.12)
avec m, la masse, d le diamètre et l la longueur (ou hauteur) de la structure.
Pour les structures rigides montées sur ressort, la vitesse réduite u∗ :
u∗ =
2 π uia
ω0 d
=
uia
fs0 d
(2.13)
définit deux régions d’exitations en amont et en aval de la valeur u∗ ≈ 2 : un lâcher tourbillonnaire
symétrique (mode 2S) pour u∗ > 2, et un détachement tourbillonnaire alterné pour u∗ < 2 (mode
2P ) (Okajima et al., 2004). La transition entre les deux est marquée par un brusque saut de phase
observé sur la portance (Bishop & Hassan, 1964).
Les conséquences du VIV en ingénierie sont relativement bien documentées dans la litté-
rature. Les structures de types immeubles, cheminées, colonnes ou ponts à longue portée dé-
veloppent des vibrations significatives lorsqu’elles sont soumise au vent. Le lecteur pourra se
reporter aux références suivantes : Matsumoto et al. (2001), Chang & Gu (1999) et d’Asdia &
Noe (1998). La longueur et la flexibilité des structures peuvent aggraver ces problèmes. Dans
les applications offshore par exemple, les phénomènes de VIV de structures élancées comme les
pipelines, les risers et les plateformes sur colonnes rendent complexe leur conception. Dans ce
cas, le lecteur pourra se reporter aux références suivantes : Trim et al. (2005), Vandiver et al.
(2009) et Modarres-Sadeghi et al. (2010).
Dans la suite, nous traiterons à la fois des aspects théoriques et expérimentaux portant sur
les vibrations induites par le lâcher tourbillonnaire d’un cylindre circulaire.
2.3.2 Études expérimentales
Les vibrations produites par les tourbillons de l’écoulement dépendent de plusieurs para-
mètres : les forces fluides, la fréquence du lâcher tourbillonnaire, le nombre de Reynolds, l’amor-
tissement de la structure, sa raideur, les effets de masse ajoutée, etc. Nous allons traiter des
études expérimentales autour de ces paramètres en nous concentrant sur celles qui apportent des
résultats sur la réponse de la structure.
Il est à noter que la fréquence propre de la structure fs0 n’apparaît pas comme constante par
rapport au fluide : elle sera donc définie au cas par cas.
Bearman (1984), dans sa revue des études expérimentales sur les phénomènes de VIV a
montré l’importance de la forme du lâcher tourbillonnaire sur ces phénomènes. La présence
de deux couches de cisaillement est à l’origine du lâcher tourbillonnaire mais la présence de la
structure va modifier le processus du lâcher tourbillonnaire en autorisant un retour d’information
entre le sillage et le point de décollement.
La différence fondamentale entre un cylindre fixe et libre en mouvement est que le mouvement
du cylindre peut prendre le contrôle du mécanisme d’instabilité qui mène au lâcher tourbillon-
naire. Ceci est parfaitement visible à la mesure de la fréquence du lâcher tourbillonnaire par
rapport à la fréquence propre de la structure sur une gamme de vitesses réduites. La gamme de
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vitesses réduites où les fréquences coïncident (zone d’accrochage en fréquence) est fonction de
l’amplitude des oscillations de la structure (zone d’accrochage large pour de grandes amplitudes
d’oscillation).
Il est également établi que cette gamme de vitesses réduites (définie comme l’inverse du
Strouhal) inclut forcément le Strouhal de l’écoulement dans la zone d’accrochage, et que le
maximum d’amplitude est atteint à proximité de ce Strouhal, mais pas exactement.
Dans la zone d’accrochage, il apparait des composantes haute-fréquence (Dahl et al., 2007),
et généralement, la fluctuation des forces de portance augmente à cause de l’amplification de la
bidimensionnalité de l’écoulement. Elle peut également être attribuée à l’influence du mouvement
de la structure.
Forces fluides sur un cylindre circulaire en mouvement
Il résulte de l’écoulement autour d’un cylindre circulaire des signaux des forces fluides al-
ternés à l’origine de la vibration du cylindre lorsque sa configuration lui permet d’osciller. Les
études expérimentales de Sarpkaya (1978) ont pu déterminer des composantes en phase et en
quadrature de phase des forces fluides (ou en phase avec la vitesse) qui agissent sur un cylindre
circulaire rigide animé d’oscillations forcées, soumis à un écoulement transverse dans un écoule-
ment uniforme. Ces composantes sont alors utilisées dans la prédiction de la réponse dynamique
d’un cylindre monté élastiquement dans la zone d’accrochage.
La mesure de la moyenne des forces fluides induites par le cylindre dans la direction de
l’écoulement pour des amplitudes vibratoires variables, et des fréquences d’oscillation du cylindre
dans la direction perpendiculaire à l’écoulement permet de formuler les observations suivantes :
les forces longitudinales (dans le sens de l’écoulement) augmentent lorsque les amplitudes réduites
de vibrations dans le sens perpendiculaire augmentent. Pour une amplitude réduite donnée, les
forces longitudinales atteignent un maximum pour une fréquence réduite d’oscillation f∗s comprise
entre 0,18 et 0,20 :
f∗s =
fs D
U
=
D
U Ts
(2.14)
avec fs et Ts respectivement la fréquence et la période d’oscillation de la structure.
Par ailleurs, la zone d’accrochage se révèle apparaître à une fréquence plus faible que celle
du Strouhal de l’écoulement correspondant à la gamme de Reynolds étudiée par Sarpkaya (1978)
(5000 < Re < 25 000, St ≈ 0,21).
Le coefficient de portance Cl est exprimé en terme de composant de force d’inertie en phase
et de force déphasée de traînée. Le coefficient d’inertie Cml caractérise la force en phase tandis
que la force déphasée est caractérisée par le coefficient de portance Cdl. Les coefficients de traînée
et d’inertie sont supposés indépendants du Reynolds dans la gamme considérée (5000 < Re <
25 000). La zone d’accrochage se manifeste par une rapide diminution du coefficient d’inertie
et d’une rapide augmentation de la valeur du coefficient de traînée. Les expériences confirment
également que les effets de l’accrochage de l’écoulement autour du cylindre à proximité de la
zone d’accrochage pour une amplitude réduite A∗ < 1 sont les mêmes que pour un écoulement
instationnaire autour d’un cylindre fixe.
A∗ =
A
D
(2.15)
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La conséquence la plus importante est que l’utilisation du maximum du coefficient d’inertie
obtenu par un cylindre fixe soumis à un écoulement transverse, Cml = 1, ne donne pas des
résultats pertinents étant donné que ce coefficient atteint la valeur de Cml = 2 à proximité de
l’accrochage. Il existe une gamme de vitesse réduite u∗ :
u∗ =
U
fs D
(2.16)
autour de u∗ ≈ 5 où le coefficient de traînée est en phase (négative) avec le mouvement du
cylindre. Dans cette gamme, ce coefficient contribue à amplifier les oscillations. C’est pourquoi
la gamme est souvent assimilée à la région d’amortissement négatif.
Les travaux de Gopalkrishnan (1993) ont permis d’avoir accès aux mesures des coefficients
de traînée et de portance des forces fluides engendrées par un écoulement d’eau autour d’un
cylindre lisse soumis à une oscillation sinusoïdale forcée dans le sens perpendiculaire à l’écou-
lement (transverse). L’angle de phase du coefficient de portance φ (cf. Fig. 2.9, p. 29) s’avère
très différent pour des grandes amplitudes d’oscillations que pour des oscillations plus réduites.
Ce phénomène est partiellement responsable des amplitudes limitées rencontrées en VIV. La
gamme de vitesse réduite où le cylindre est excité par les aspects instationnaires périodiques
de l’écoulement ne correspond plus alors à la région d’accrochage. Par ailleurs, la région d’ex-
citation s’avère dépendante de la phase alors que la région d’accrochage se révèle être un effet
dépendant de la fréquence. L’auteur a également mesuré les forces de traînée et de portance sur
un cylindre soumis à une modulation d’amplitude des forces provoquant un mouvement de bat-
tement. La présence du battement est à l’origine de la réduction de la moyenne du coefficient de
traînée, d’une augmentation du coefficient de traînée RMS et d’une augmentation de l’ampleur
de la principale région d’excitation (par rapport à l’excitation sinusoïdale précédente). L’ampleur
globale du coefficient de portance est comparable à celle observée pour des oscillations forcées
sinusoïdalement.
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La présente étude cherche à capter le mouvement d’une structure cylindrique soumises à des
oscillations parfois importantes, avec des approches statistiques et hybrides de modélisation de
la turbulence. Pour pouvoir traiter de l’interaction fluide-structure à grand nombre de Reynolds,
nous allons étudier différents modèles de turbulence de manière à analyser la capacité prédictive
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de certain de ces modèles pour capter les instabilités d’un écoulement de faisceau de tubes, en
configuration statique (cf. § 6, p. 121) et en configuration libre (cf. § 7, p. 178), à grand nombre
de Reynolds.
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3.1 Introduction
Malgré les avancées théoriques et les performances accrues des calculateurs, la modélisation
des écoulements turbulents reste délicate. Cependant, la résolution directe des équations de
Navier-Stokes, tridimensionnelles et instationnaires, n’est pas généralement envisageable au vu
du coût numérique engendré.
Notre étude étant celle d’un phénomène d’interaction fluide-structure, nous nous intéresserons
particulièrement à la modélisation d’écoulements instationnaires turbulents autour d’obstacles à
grand nombre de Reynolds.
Quatre démarches s’offrent à nous, suivant le nombre de Reynolds considéré et suivant la
qualité physique de la réalisation souhaitée :
– la simulation numérique directe qui s’apparente à une véritable « expérience numé-
rique »,
– la simulation aux grandes échelles qui consiste à modéliser les petites structures tur-
bulentes et à résoudre (comme pour la simulation numérique directe) les structures de taille
plus importantes,
– les approches statistiques qui décomposent l’écoulement en valeurs moyennes et fluc-
tuantes, voire en valeurs moyennes, cohérentes et aléatoires pour l’OES,
– les approches hybrides, alliant judicieusement les approches statistiques et les simula-
tions aux grandes échelles.
La simulation numérique directe (Direct Numerical Simulation, DNS ) consiste à réaliser une
expérience d’écoulement en résolvant numériquement les équations de Navier-Stoles tridimen-
sionnelles instationnaires qui correspondent à l’équation de continuité et aux trois équations de
conservation de la quantité de mouvement dans le cas compressible.
⎧⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎩
∂ui
∂xi
= 0
ρ
[
∂ui
∂t
+ uj
∂ui
∂xj
]
= − ∂p
∂xi
+ μ
∂2ui
∂xj2
(3.1)
Il est à noter que cette simulation nécessite des discrétisations spatiales et temporelles extrê-
mement fines pour pouvoir capturer toutes les échelles des quantités physiques mises en jeu.
La résolution de ces équations conduit à la simulation de toutes les échelles de structure pré-
sentes dans l’écoulement. Cette simulation ne nécessite donc pas de modélisation supplémentaire.
Ainsi, la simulation numérique directe peut être considérée comme une véritable « expérience nu-
mérique » (Chassaing, 2000). Tout comme une expérience physique, cette expérience numérique
est utile pour la compréhension des propriétés de la turbulence dans l’optique de la validation
d’une modélisation.
Comme il a été rappelé par ailleurs, l’inconvénient majeur à l’application de cette approche
aux écoulements à nombre de Reynolds élevé, est le nombre de points nécessaires à une bonne
capture des phénomènes physiques, ce qui accroît significativement le temps de calcul.
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Par ailleurs, chaque simulation directe donnant, pour résultat, une réalisation possible de
l’écoulement, l’accès aux propriétés de l’écoulement ne peut être possible qu’à partir d’un échan-
tillon de n simulations.
La simulation numérique directe reste un bon moyen d’exploration, ou de validation mais son
coût numérique la rend prohibitive quant à une utilisation industrielle pour des Reynolds élevés.
3.2 Simulation aux grandes échelles
Cette approche tend à réduire le coût numérique d’une simulation directe en appliquant un
filtre spatial à l’écoulement. Ce filtre permet de pouvoir modéliser les structures les plus fines (qui
imposent cette finesse de discrétisation coûteuse) et de continuer à simuler directement les autres.
La simulation aux grandes échelles (Large Eddy Simulation, LES ) initiée par Smagorinsky (1963)
va permettre de modéliser l’effet des structures les plus petites par une loi de « sous-maille » (cf.
Fig. 3.3, p. 43).
La partie du spectre qui n’est pas simulée correspond aux petites structures de la turbulence
qui obéissent aux hypothèses d’équilibre de la turbulence homogène isotrope. Leur effet peut donc
être modélisé par l’introduction d’un modèle plus simple du fait du respect de ces hypothèses.
Pour plus de détails concernant la simulation aux grandes échelles, le lecteur pourra se référer
aux articles et ouvrages de référence de Rogallo & Moin (1984), Lesieur & Métais (1996) et Sagaut
(2002).
3.2.1 Filtre spatial
De manière à pouvoir distinguer les échelles de la turbulence à résoudre et celles à modéliser
(plus fines) il faut donc définir un filtre spatial. Pour une quantité stochastique de dépendance
spatio-temporelle v, la moyenne spatiale filtrée v est définie par :
v(x,t) =
∫
Ω
G(x,x′,Δ) v(x′,t) dx′ (3.2)
où G(x,x′,Δ) désigne l’opérateur de filtrage spatial au point x, Δ représente la plus petite échelle
de structure résolue, ou un paramètre caractéristique de la coupure spectrale de ce filtre. En
pratique, Δ est la taille de la maille, la fonction G pouvant être un filtre gaussien (l’opérateur
G doit commuter avec les opérations de dérivation spatiale et temporelle afin de conduire à une
forme simple des équations de Navier-Stokes). Dans le cas général, le choix du filtre s’éffectue en
fonction de l’anisotropie ou de l’homogénéité de l’écoulement.
La fonction de filtrage utilisée est définie de façon à être normée :∫
Ω
G(x,x′,Δ) dx′ = 1 (3.3)
Les variables de l’écoulement peuvent alors être décomposées ainsi :
v(x,t) = v(x,t) + v′(x,t) (3.4)
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où v′ désigne la fluctuation de la grandeur v par rapport à la moyenne spatiale filtrée. v étant
un processus stochastique, v et v′ sont également des variables aléatoires. L’accès aux propriétés
statistiques de v pose donc un problème méthodologique (Chassaing, 2000).
L’application du filtre spatial aux équations de Navier-Stokes conduit au système filtré sui-
vant : ⎧⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎩
∂vi
∂xi
= 0
ρ
[
∂vi
∂t
+ vj
∂vi
∂xj
+
∂τij
∂xj
]
= − ∂p
∂xi
+ μ
∂2vi
∂xj2
(3.5)
où τij = vivj − vi vj est le tenseur des contraintes de sous-mailles.
La décomposition suivante est généralement utilisée :
τij = Cij + Lij +Rij (3.6)
avec : ⎧⎪⎨⎪⎩
Lij = vi vj − vi vj
Cij = viv′j + v
′
ivj
Rij = v′iv
′
j
(3.7)
Lij est le terme de tension de Léonard, Cij le terme des contraintes croisées de sous-mailles et
Rij le terme des contraintes de Reynolds de sous-mailles.
L’opérateur de filtrage utilisé ici diffère des opérateurs habituels de moyenne :
vi = vi (3.8)
3.2.2 Exemple de fermeture : modèle de Smagorinsky
Il existe différents modèles de sous-maille. Historiquement, le premier fut introduit par Sma-
gorinsky (1963) dans le cadre de calculs et prévisions météorologiques. Il a été développé ini-
tialement pour des écoulements incompressibles et est le modèle de fermeture de la LES le plus
référencé dans la littérature. Basé sur l’échelle de longueur résolue, il utilise une approche simi-
laire au modèle de longueur de mélange de Prandtl qui repose sur une analyse dimensionnelle.
L’échelle de longueur dLES est directement obtenue en fonction de la longueur de coupule Δc
(liée au filtre ou au maillage) par la relation :
dLES = Cs Δc (3.9)
où Cs est la constante du modèle. Δc, également appelée largeur du filtre, est généralement
calculée pour des maillages cartésiens selon la relation Δc = 3
√
Δx Δy Δz.
En considérant l’équilibre local entre le taux de production d’énergie cinétique et le taux de
dissipation de cette énergie par la viscosité et le flux d’énergie cinétique à travers la coupure, les
temps caractéristiques des échelles de longueur de sous-maille et des échelles résolues sont égaux.
Ce temps correspond au temps caractéristique d’une grosse structure :
1
tLES
=
√
2 Sij Sij avec Sij =
1
2
[
∂v′i
∂xj
+
∂v′j
∂xi
]
(3.10)
37
3.2 Simulation aux grandes échelles
Sij étant le tenseur des taux de déformation moyens.
La viscosité turbulente de sous-maille s’écrit :
νt = (Cs Δc)
2
√
2 Sij Sij (3.11)
La constante Cs, est déterminée de façon théorique en utilisant les hypothèses de Kolmogorov
de turbulence en équilibre, de façon à ce que la dissipation de sous-maille soit égale à la dissipation
à la coupure :
Cs =
1
π
[
3
2
CK
]−3/4
≈ 0,18 (3.12)
où CK = 1,4 est la constante de Kolmogorov.
Le tenseur des contraintes non résolues Rij est ensuite relié aux grandeurs filtrées comme
suit :
Rij − 1
3
Rkk δij = −2 νt Sij (3.13)
Cependant, ce modèle est connu pour être trop dissipatif dans les écoulements moyens cisaillés
comme celui d’une couche limite par exemple. En outre, la valeur de la constante Cs devrait être
modifiée pour chaque type d’écoulement.
Dans la littérature, de nombreux modèles de sous-maille ont été développés pour essayer de
pallier les limitations du modèle original de Smagorinsky. Nous pouvons citer par exemple :
– le modèle mixte de Bardina et al. (1983) qui autorise une redistribution de l’énergie vers
les échelles résolues,
– le modèle de Schumann (1975) qui inclut une équation de transport de l’énergie cinétique
de sous-maille utilisée pour déterminer la viscosité turbulente.
Le concept de modèle dynamique qui autorise une variation du coefficient Cs (Germano et al.
(1991) et Germano (1992)) se fonde sur l’introduction d’une coupure spectrale « test » en amont
de la coupure induite par la discrétisation. Le transfert énergétique peut ainsi être évalué, puis
transposé au niveau de la coupure effective.
Plus récemment, la VMS/LES (Variational Multi-Scale Large Eddy Simulation) de Hughes
(2000) va remplacer le filtrage spatial classique des équations de Navier-Stokes par une projection
variationnelle. Ainsi, les échelles de turbulence non résolues sont modélisées, comme dans la LES
classique, mais leurs effets se limitent aux petites échelles résolues, et non pas à l’ensemble du
spectre. Cette méthode a tendande à mieux reproduire les phénomènes physiques par l’utilisation
de transferts énergétiques entre échelles de tailles voisines. La modélisation proche-paroi est
améliorée, et le surplus de dissipation, qui altère les structures cohérentes, réduit.
Davidson (2010) s’est également intéressé à l’effet retour des petites échelles sur les plus
grandes dans le cadre de cette approche de modélisation.
L’approche LES reste toutefois très coûteuse, et se limite à des nombres de Reynolds de
l’ordre de 104, du fait qu’elle doive tendre vers une simulation directe vers la région proche-
paroi. En effet, cette tendance proche-paroi nécessiterait une finesse de maillage prohibitive pour
des nombres de Reynolds trop élevés.
Pour s’affranchir de ces limitations, les approches hybrides (cf. § 3.6, p. 62) peuvent être
utilisées, pour profiter des avantages des méthodes statistiques en proche-paroi (discrétisation
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moins fine), l’idéal semblant être d’utiliser une RANS/OES (cf. § 3.4, p. 40) en proche-paroi pour
révéler davantage les instabilités du fluide.
3.3 Approches statistiques
Les approches statistiques fondées sur l’utilisation des équations de Navier Stockes en moyenne
(Reynolds, statistique, etc.) sont largement utilisées. Elles ont, à l’origine, été développées pour
des écoulements stationnaires.
3.3.1 Modélisation RANS
La modélisation RANS (Reynolds Averaged Navier Stokes) est basée sur la décomposition de
Reynolds. Cette dernière consiste à décomposer chaque variable u en la somme d’une variable
moyenne dans le temps, u et d’une variable fluctuante u′ :
u = u+ u′ (3.14)
Les équations de Navier-Stokes moyennées s’écrivent de la manière suivante :⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎩
∂ui
∂xi
= 0
ρ
[
uj
∂ui
∂xj
+
∂u′iu
′
j
∂xj
]
= − ∂p
∂xi
+ μ
∂2ui
∂xj2
(3.15)
Lors de l’écriture de ces équations, dites moyennées, un nouveau terme apparaît : le terme de
corrélation double, appelé encore tensions de Reynolds u′iu
′
j . L’existence du terme de corrélation
double a pour conséquence que les équations RANS constituent un système ouvert. L’enjeu de la
modélisation de la turbulence dans cette approche va donc être d’estimer ce terme. Nous verrons
par la suite que plusieurs méthodes de fermeture ont été proposées.
3.3.2 Modélisation URANS
Soit A˘ (xi,t) une trajectoire particulière de la fonction aléatoire A (xi,t). La moyenne tempo-
relle est formulée ainsi :
A˘ (xi,t) = lim
T→∞
1
2 T
∫ +T
−T
A˘ (xi,t) dt (3.16)
Cependant, la décomposition de Reynolds s’effectue avec une moyenne statistique (espérance
mathématique, ou encore, moyenne d’ensemble) définie, pour N réalisations A˘j (xi,t), par :
E
[
A˘ (xi,t)
]
=
1
N
N∑
j=1
A˘j (xi,t) (3.17)
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La moyenne de Reynolds désigne la moyenne statistique, égale à la moyenne temporelle
lorsque le processus est ergodique. Dans la suite, nous considèrerons · pour désigner la moyenne
d’ensemble, égale à la moyenne temporelle sous l’hypothèse d’ergodicité.
Ainsi, lorsque l’hypothèse d’ergodicité est vérifiée, ∂ui/∂t → 0. La formulation URANS,
équation (3.3.2) tend donc dans ce cas là, vers la formulation RANS.⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎩
∂ui
∂xi
= 0
ρ
[
∂ui
∂t
+ uj
∂ui
∂xj
+
∂u′iu
′
j
∂xj
]
= − ∂p
∂xi
+ μ
∂2ui
∂xj2
(3.18)
Il est à noter, et c’est bien arrangeant, que les modèles de fermetures valables pour le terme
de corrélation double en moyenne temporelle sont encore valables lorsqu’il s’agit de ce terme en
moyenne statistique.
Les variables physiques mises en jeu dans les équations de Navier-Stokes moyennées sont des
quantités déterministes correspondant à des moyennes d’ensemble (statistique ou de phase). La
présence d’un terme temporel (URANS, OES) conduit dans la plupart des cas à des solutions
instationnaires, y compris dans des configurations théoriquement statistiquement stationnaires.
La dérivée temporelle devrait s’annuler, alors que ce n’est pas le cas.
L’existence non physique de ce terme temporel qui n’a pas lieu d’être dans les cas statisti-
quement stationnaires a été soulignée par Carpy & Manceau (2006). D’après eux, les résultats
obtenus avec une formulation URANS sont cependant plus en accord avec l’expérience que ceux
obtenus avec une formulation RANS.
Cet accord avec l’expérience des formulations URANS justifie le développement de méthodes
de modélisation URANS avancées comme l’Organised Eddy Simulation (cf. § 3.4, p. 40).
3.4 Approche de macrosimulation de la turbulence des structures
organisées : Organised Eddy Simulation
3.4.1 Moyenne de phase
Pour avoir accès aux propriétés de certaines classes de structures tourbillonnaires (comme les
structures cohérentes par exemple), il est nécessaire d’opérer une « ségrégation » dans l’ensemble
des valeurs (Chassaing, 2000). Cela revient à moyenner uniquement les échantillons correspondant
à un critère donné, ce qui se traduit mathématiquement par l’utilisation d’une moyenne dite
conditionnelle, comme la moyenne de phase. Elle consiste à recaler dans le temps les différents
échantillons, avant d’effectuer une moyenne statistique, de manière à conserver la périodicité
moyenne de l’écoulement. Dans la suite de l’étude, la moyenne de phase sera notée 〈·〉 :
〈
A˘ (xi,t)
〉
= lim
N→∞
1
N
N∑
j=1
A˘j (xi,t θj) (3.19)
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Figure 3.1 – Spectres d’énergie d’un écoulement turbulent en équilibre (a) et d’un écoulement
turbulent comportant des structures cohérentes (b)
Dans le cas d’une représentation spectrale, la présence de structures cohérentes au sein de
l’écoulement est révélée par la présence de pics énergétiques, pour une longueur d’onde ou une
fréquence prédominante. La figure 3.1 illustre un exemple d’écoulement en absence et en présence
de structures organisées à caractère quasi-périodique.
La figure 3.1,(a) correspond à un écoulement où la turbulence est pleinement développée. Il
peut par exemple s’agir d’une turbulence de grille, ou d’un sillage lointain. La caractéristique
principale de ce type d’écoulement réside dans l’existence d’une zone inertielle pour laquelle la
décroissance énergétique suit la loi de Kolmogorov (1941), soit :
E(k)  k−5/3 (3.20)
qui traduit le mécanisme de cascade énergétique des grosses structures turbulentes porteuses
d’énergie vers les structures plus petites.
En revanche, en présence de structures cohérentes (cf. Fig. 3.1,(b)), le spectre révèle la pré-
sence d’un ou de plusieurs pics énergétiques, et d’une pente de décroissance différente de celle
de la loi de Kolmogorov. Cette modification implique que les fermetures des modèles de turbu-
lences contenant des constantes qualibrées sur cette loi de décroissance énergétique ne peuvent
s’appliquer ici.
Le détachement de ces structures cohérentes fait que le signal temporel des grandeurs phy-
siques de l’écoulement possède un caractère périodique ou pseudo-périodique prononcé. Une
première méthode de décomposition du signal entre les composantes cohérentes et aléatoires fut
proposée par Reynolds & Hussain (1971). Elle repose sur une décomposition triple d’une quantité
instantanée u :
u(xi,t) = u(xi) +˜u(xi,t) + u
′(xi,t) (3.21)
avec u(xi) la moyenne temporelle, indépendante du temps,˜u(xi,t) la partie relative aux évolu-
tions périodiques du signal et u′(xi,t) les fluctuations aléatoires correspondant au mouvement
chaotique.
Cette décomposition triple est inadaptée pour la résolution des équations de Navier-Stokes
dans le sens où elle conduit à des expressions complexes rendant les procédures de modélisation
délicates.
Cantwell (1975), Cantwell (1981) puis Cantwell & Coles (1983) proposèrent une décomposi-
tion comprenant seulement deux termes, dont la moyenne de phase (3.19) :
u = 〈u〉+ u′ (3.22)
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u
=
u
+ +
+
u˜
u′
〈u〉
u′
Figure 3.2 – Schéma de la décomposition via la moyenne de phase
Dans cette démarche, les deux premiers termes de la décomposition (3.21) sont regroupés dans
le terme de la moyenne de phase 〈u〉.
Cette moyenne possède les propriétés suivantes :〈
u′
〉
= 0 et 〈〈u〉〉 = 〈u〉
ce qui fait que lorsque cette nouvelle décomposition est appliquée aux équations de Navier-Stokes,
un système d’équations analogues à la formulation URANS (3.18) apparaît.
Pour un écoulement incompressible, cela nous donne :⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎩
∂〈ui〉
∂xi
= 0
ρ
⎡⎣∂〈ui〉
∂t
+ 〈uj〉 ∂〈ui〉
∂xj
+
∂
〈
u′iu
′
j
〉
∂xj
⎤⎦ = −∂〈p〉
∂xi
+ μ
∂2 〈ui〉
∂xj2
(3.23)
Du point de vue de la modélisation, la décomposition en moyenne de phase est intéressante
quant à son application aux équations de Navier-Stokes qui reste similaire d’un point de vue
formel à la décomposition de Reynolds. Par ailleurs, la moyenne de phase n’est pas qu’une vue
mathématique, mais est belle et bien une grandeur physique mesurable comme nous pouvons le
voir dans Favier (1980), Boisson (2000), Boisson et al. (1983) ou encore Allain et al. (1998).
3.4.2 Méthodologie OES
Développement de la méthodologie
La méthodologie OES (Dervieux et al. (1998), Hoarau (2002) et Braza et al. (2006)) repose
sur l’utilisation des équations de Navier-Stokes en moyenne de phase. Du point de vue spectral,
cette décomposition conduit à une séparation du spectre d’énergie en deux parties, tout comme
la simulation aux grandes échelles (cf. § 3.2, p. 36). Cependant, cette séparation ne consiste plus
à simuler les processus de plus basse fréquence et à modéliser la zone dissipative, mais à une
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simulation du pic d’énergie cinétique des structures cohérentes, et à une modélisation du reste
du spectre (cf. Fig. 3.3, p. 43)
E(k)
Energy spectrum, Turbulent Unsteady
Flows with coherent structures Flows
in non-equilibrium
n : multi- (or single)
component spectrum
splitting
E(k)
(1) (2)
LES : (1) : Predictable (inherently 3D)
LES : (2) : Modeled
LES : the distinction of resolved
and modelled structures is based on
their size
E(k) (1)
n
+
E(k) (2)
OES = (1)+ (2)
E(k)
Figure 3.3 – Représentation schématique des décompositions spectrales considérées dans le cadre
des approches OES et LES. Dans la décomposition OES, la partie (2) est la partie modélisée
avec des modèles de turbulence statistiques avancés pour prendre en compte la modification de
pente (Braza et al., 2006)
Étant donné l’allure du spectre des processus non résolus (spectre continu sur l’ensemble
des longueurs d’onde), la modélisation statistique semble adaptée pour prendre en compte leur
effet sur les structures organisées (Braza et al., 2006). Cependant, il apparaît que la présence de
structures cohérentes modifie sensiblement la pente du spectre d’énergie par rapport au spectre en
équilibre prédit par Kolmogorov. Ce phénomène a été révélé expérimentalement par des mesures
LDV (Laser Doppler Velocimetry) (Djeridi et al., 2003) et PIV (Particle Image Velocimetry)
(Braza et al., 2006) dans le sillage proche d’un cylindre circulaire pour un Reynolds de 1,4.105.
Du fait de cette modification de pente, une modélisation des processus aléatoires en présence
de structures organisées doit se fonder sur une reconsidération des échelles de la turbulence
par rapport aux fermetures statistiques classiques fondées sur l’hypothèse d’une turbulence en
équilibre.
La nouvelle échelle de longueur de la turbulence peut être quantifiée à l’aide la modélisation au
second ordre (cf. § 3.5.5, p. 55) (Bouhadji et al. (2002), Bourdet et al. (2007)). Cette modélisation
permet de quantifier l’énergie cinétique turbulente ainsi que sa dissipation.
L’hypothèse de Boussinesq nous donne :
− 〈u′iu′j〉 = νt [∂ 〈ui〉∂xj + ∂ 〈uj〉∂xi
]
− 2
3
〈k〉 δij (3.24)
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avec :
νt = Cμ
k2
ε
Cμ, le coefficient de dissusivité turbulente, fonction de l’échelle de longueur de la turbulence
l = k3/2/ε et de l’échelle de temps k/ε.
En adoptant cette hypothèse en première approximation, nous pouvons évaluer le coefficient
de diffusivité turbulente Cμ dans les régions de fort détachement tourbillonnaire. Cette étude a
été réalisée par Rodes (1998) et Hoarau (2002) au sein du groupe EMT2.
C’est le modèle au second ordre de Launder et al. (1975), incluant la fonction d’amortissement
de Shima (1988) dans la région proche-paroi, qui a été utilisé ici. Le cas-test d’une aile NACA0012
à 20◦ d’incidence à Reynolds 105 a servi à fournir les variations du coefficient Cμ (cf. Tab. 3.1),
indiquant des valeurs proches de 0,02, contrairement à la turbulence en équilibre où Cμ = 0,09
(Berton et al., 2002).
X/C Y/C Cμ
0,3610−1 0,3210−1 0,0158
0,45 0,5710−1 0,01859
0,9064 0,1510−1 0,01938
1,41 −0,678 0,0178
1,23 0,11 0,0172
0,73 0,19 0,024
Tableau 3.1 – Détermination du coefficient de diffusivité turbulente par l’approche DRSM,
NACA0012, α = 20◦, Re = 105 (Bouhadji et al. (2002) et Hoarau (2002))
Cette diminution du coefficient de diffusivité turbulente est d’ailleurs indiquée par la dimi-
nution du terme croisé du tenseur d’anisotropie pour une couche limite en non-équilibre du fait
des effets de gradient de pression adverse (Bradshaw et al., 1967).
Le tenseur d’anisotropie a été évalué dans la couche limite instationnaire ainsi que dans la
région détachée à partir de simulations numériques directes dans les travaux d’Hoarau et al.
(2003).
D’autre part, les lois d’amortissement de la turbulence adaptée à l’approche OES avaient fait
l’objet de nombreux travaux au sein du groupe EMT2/IMFT en ce qui concerne les écoulements
décollés autour d’ailes d’avion : Jin & Braza (1994), Smaguina-Laval (1998), Rodes (1998) et
Hoarau (2002).
Pour nos travaux, nous utiliserons la loi d’amortissement préconisée par Jin & Braza (1994)
au sein de l’OES, lors de l’utilisation du modèle k − ε de Chien (1982) :
fμ(y
+) = 1− exp
(
−0,0002 y+ − 0,000065 y+2
)
(3.25)
La décomposition spectrale ainsi que la reconsidération des échelles de la turbulence, du
coefficient de diffusivité turbulente ainsi que de la fonction d’amortissement constituent la base
de l’approche Organised Eddy Simulation (Dervieux et al., 1998).
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L’évaluation du coefficient de diffusivité turbulente à l’aide de modèle au second ordre est
effectuée en OES isotrope, en adoptant l’hypothèse de Boussinesq :
−u
′
iu
′
j
k
+
2
3
δij = −aij = 2 νt
k
Sij où νt =
Cμ k
2
ε
(3.26)
Concept de viscosité de turbulence tensoriel - renforcement du caractère anisotrope
Afin de renforcer le caractère anisotrope des tenseurs de la turbulence dans la région proche-
paroi, une version OES anisotrope a été proposée par Bourguet (2008). Elle est induite par une
modélisation au second ordre, à travers un critère de désalignement entre le tenseur d’anisotropie
et le tenseur de déformation (Bourguet et al. (2007), Bourguet et al. (2008)). Une projection
â du tenseur d’anisotropie de la turbulence est opérée sur la matrice principale des taux de
déformation :
âij = −CVα V αij avec CVi = −ααβ V iαβ et V iαβ V jαβ = δij (3.27)
Cela autorise une production d’énergie turbulente négative dans les régions de désalignement :
Pk = −k ααβ Sαβ (3.28)
Des équations de transport sont établies pour les coefficients de projection CVi (critère de
désalignement) à partir du modèle DRSM Speziale-Sarkar-Gatski (Speziale et al., 1991) :
(νtt)ij = (νtd)α V
α
ij (3.29)
Avec :
(νtd)i =
CVi
2 λSi
k − u′iu′j +
2
3
k δij = 2 Sßα (νtt)αj = 2 (νtd)α S
α
ij
3.5 Modèles de fermeture des approches statistiques
Le système d’équation RANS (cf. § 3.3.1, p. 39), URANS (cf. § 3.3.2, p. 39) ou OES (cf. § 3.4,
p. 40) est ouvert. Une estimation des tensions de Reynolds u′iu
′
j est donc requise pour pouvoir
le résoudre.
Les contraintes turbulentes sont des quantités déterministes qui peuvent être établies à l’aide
de plusieurs stratégies :
– via une modélisation des contraintes turbulentes par une loi constitutive algébrique relative
aux grandeurs moyennes : ce sont les modèles de fermeture au premier ordre,
– via une simulation des tensions de Reynolds comme variable supplémentaire à l’aide d’un
modèle d’ordre supérieur : ce sont les modèles de fermeture au second ordre.
La modélisation au second ordre apporte en précision et en complexité. Elle reporte la pro-
blématique de la modélisation à une échelle inférieure puisque le terme de corrélation double
u′iu
′
j est résolu directement, ce qui engendre l’apparition d’un terme de corrélation triple u
′
iu
′
ju
′
k
qu’il convient de modéliser.
La modélisation au premier ordre utilise une loi constitutive qui engendre, dans la plupart
des cas, la résolution d’équations supplémentaires utilisées pour l’évaluation des échelles carac-
téristiques de la turbulence.
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3.5.1 Classification
Plusieurs classifications des modèles de fermeture des équations moyennées en un point ont
été proposées dans la littérature. Nous retiendronts celle de Chassaing (2000) (cf. Fig. 3.4, p. 46)
qui répartit les modèles en fonction de leur classe et de leur ordre et celle de Gatski & Jongen
(2000) qui les répartit en fonction de leur précision par rapport à la réalité et par rapport au
coût numérique qu’ils engendrent (cf. Fig. 3.5, p. 46).
Figure 3.4 – Classification des modèles de fermeture Classe / Ordre (Chassaing, 2000)
Figure 3.5 – Classification des modèles de fermeture Coût / Réalisme (Gatski & Jongen, 2000)
Modèles linéaires
Les modèles linéaires utilisent une hypothèse de fermeture basée sur une analogie avec la loi
de comportement du fluide newtonnien qui consiste à lier linéairement les contraintes turbulentes
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et les vitesses de déformation du champ moyen (Boussinesq, 1877).
−u′iu′j +
2
3
k δij = νt
[
∂ui
∂xj
+
∂uj
∂xi
]
(3.30)
Dans ce cas, le tenseur des contraintes turbulentes est relié linéairement au tenseur des taux
de déformation moyenne, via une viscosité turbulente νt que Boussinesq supposait constante.
Cependant, l’agitation turbulente n’est pas une propriété du fluide, et ne peut rester constante.
Pour pallier ce problème, il est possible de déterminer la valeur de la viscosité turbulente à
partir d’une échelle de vitesse, et d’une échelle de longueur turbulente. A l’aide d’une analyse
dimensionnelle, il est possible d’établir l’équation suivante :
νt = Cμ ut lt (3.31)
où Cμ est le coefficient de diffusivité turbulente (sans dimension). Toutefois, même si la viscosité
turbulente n’est plus constante, cette formulation est limitée, entre autre au niveau du type de
turbulence dont il est question : les axes principaux du tenseur d’anisotropie et de celui des
vitesses de déformation moyennes doivent être colinéaires, ce qui n’est pas le cas dans une turbu-
lence homogène à cisaillement constante (Chassaing, 2000). Ces limitations ont donné naissance
aux modèles non-linéaires et aux modèles de viscosité tensorielle (Bourguet et al., 2008).
Les modèles de fermeture au premier ordre relient algébriquement le tenseur de Reynolds au
mouvement moyen. Les modèles à une équation de transport consistent, pour cela, à résoudre
une équation liant les caractéristiques de l’agitation turbulente à l’évolution d’une grandeur
transportable. Il est ainsi possible de déterminer une échelle de la turbulence (généralement,
l’échelle de vitesse des fluctuations turbulentes ut) : modèles de Bradshaw et al. (1967), de
Spalart & Allmaras (1992) (cf. § 3.5.2, p. 49), etc.
Les modèles à deux équations (du premier ordre) quant à eux vont chercher à déterminer la
valeur locale des deux échelles. Pour ce qui est de l’échelle de vitesse, c’est le montant d’énergie
cinétique qui va être utilisé :
k =
1
2
u′iu
′
j (3.32)
L’estimation de la seconde échelle turbulente, l’échelle de longueur, nous verrons par la suite que
de nombreuses méthodes ont été développées : modèles k−ε (cf. § 3.5.3, p. 50), k−ω (cf. § 3.5.3,
p. 52)...
Les modèles de fermeture du second ordre résolvent les équations de transport de Reynolds
en faisant intervenir les six équations provenant des tensions de Reynolds u′iu
′
j , ainsi qu’une
équation de transport d’une des grandeurs qui à une échelle de longueur de la turbulence.
Modèles non linéaires
Les modèles non linéaires consistent à adopter des lois constitutives non-linéaires reliant
le tenseur de Reynolds au tenseur de déformation et de rotation du mouvement moyen. Ils
proviennent de concepts rhéologiques, ou bien de dégénérescence des équations de transport des
équations de Reynolds vers des équations de transport algébriques (approche EARSM, Wallin &
Johansson (2000)). Ils visent à restituer le caractère anistrope du tenseur turbulent notamment
dans la région proche-paroi, alors que les modèles linéaires, de par la loi de Boussinesq, rendent
le comportement des tensions normales isotrope.
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3.5.2 Modèles linéaires à 1 équation de transport
L’idée de ce type de modèle est de résoudre une équation dite de transport, afin de déterminer
une échelle caractéristique de la turbulence locale. Toutes les autres grandeurs turbulentes seront
obtenues par des relations algébriques.
Dans cette classe de modélisation, il faut distinguer deux types de modèles. Celui de Bradshaw
et al. (1967), basé sur la résolution d’une équation de transport pour la tension de cisaillement,
et les modèles basés sur le concept de viscosité turbulente.
Pour le premier cas, Bradshaw et al. (1967) proposent une équation valable dans les écoule-
ments cisaillés minces :
−1
a
[
ui
∂u′iu
′
j
∂xi
+ uj
∂u′iu
′
j
∂xj
]
= −u′iu′j
∂ui
∂xj
− u′iu′j
1/2
max
∂
(
G u′iu
′
j
)
∂uj
− −u
′
iu
′
j
3/2
d
(3.33)
avec : ⎧⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎩
a = 0,3
G = −
u′iu
′
j
1/2
max
u∞
f1(y/δ)
L
δ
= f2(y/δ)
(3.34)
qui donne de bons résultats dans les couches limites, avec présence ou non de gradient de pression.
Les autres modèles de cette classe reposent sur le concept de viscosité turbulente.
Viscosité turbulente, schéma de Prandtl-Kolmogorov
Prandtl fut le premier auteur à proposer un modèle à une équation basé sur le concept de
viscosité turbulente. Ce modèle, également formulé pour les couches cisaillées minces, résout une
équation modélisée pour l’énergie cinétique turbulente. La tension de cisaillement est obtenue
par la relation de Boussinesq via le schéma de Prandtl-Kolmogorov :
νt = Cμ
√
k l (3.35)
Le modèle de Glushko (1965) repose également sur le concept de viscosité turbulente. Il
consiste en une équation de transport de l’énergie cinétique turbulente et une estimation de
l’échelle de longueur caractéristique de la turbulence l˜ de telle sorte que la viscosité turbulente
puisse être évaluée comme suit :
νt = Cμ
√
k l˜ avec Cμ = 1 (3.36)
Dans ce qui suit, nous allons introduire le modèle de Spalart & Allmaras (1992), largement
utilisé dans l’industrie aux vues de sa simplicité d’implémentation et de sa stabilité.
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Modèle Spalart-Allmaras
L’échelle de longueur du modèle de Spalart & Allmaras (1992), notée dSA, constitue la dis-
tance à la paroi du point considéré. La grandeur transportable est la viscosité turbulente ν˜.
L’équation de transport qui la caractérise, établie par analyse dimensionnelle est la suivante :
∂ν˜
∂t
+ uj
∂ν˜
∂xj︸ ︷︷ ︸
convection
= cb1 S˜ ν˜ (1− ft2)︸ ︷︷ ︸
production
+
1
σ
{
∂
∂xj
[
(ν + ν˜)
ν˜
∂xj
]
+ cb2
[
∂ν˜
∂xj
]2}
︸ ︷︷ ︸
dissipation
− cω1 fω
[
ν˜
dSA
]2
︸ ︷︷ ︸
destruction
(3.37)
Ainsi, il est possible de calculer la viscosité turbulente grâce à la fonction d’amortissement vis-
queux fv1 pour rester cohérent dans la partie logarithmique de la couche limite, dans la zone de
tampon et dans la sous couche visqueuse :
νt = ν˜ fv1 avec fv1 =
χ3
χ3 + c3v1
et χ =
ν˜
ν
(3.38)
Par ailleurs, avec κ la constante de von Kármán et Rij le tenseur antisymétrique du taux de
déformation, dans le terme de production, S˜ est défini par :
S˜ =
√
2 Rij Rij +
ν˜
κ2 d2SA
fv2 avec fv2 = 1− χ
χ+ fv1
(3.39)
et ft2 par :
ft2 = ct3 e
−ct4 χ2 (3.40)
Le terme de destruction doit s’annuler en dehors de la couche limite. La fonction fω est définie
par :
fω = g
[
1 + c6ω3
g6 + c6ω3
] 1
6
où g = r + cω2
(
r6 − r) avec r = ν˜
S˜ κ2 d2SA
(3.41)
Ici, g est un limiteur qui empêche à la fonction fω de prendre des valeurs trop importantes. Les
fonctions r et g de dSA sont toutes deux égales à l’unité dans la partie logarithmique de la couche
limite, et décroissent dans la partie plus lointaine.
Les constantes préconisées par les auteurs sont récapitulées au tableau 3.2.
σ κ cb1 cb2 ct3 ct4 cω1 cω2 cω3 cv1
2/3 0,4187 0,1355 0,622 1,1 2 cb1/κ
2 + (1 + cb2) /σ 0,3 2 7,1
Tableau 3.2 – Constantes du modèle Spalart-Allmaras
Le modèle Spalart-Allmaras reste largement utilisé dans l’industrie du fait de sa simplicité
d’intégration et de sa stabilité. Il est, par ailleurs, employé dans les versions d’origine de la DES
(cf. § 3.6.2, p. 63).
3.5.3 Modèles linéaires à 2 équations de transport
Viscosité turbulente de Boussinesq
Ces modèles reposent sur le concept de viscosité turbulente proposé par Boussinesq (1877). Ce
concept introduit une relation de linéarité entre le cisaillement turbulent et le gradient tranverse.
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Il a ensuite été généralisé à toutes les contraintes turbulentes :
−τij = −u′iu′j = νt
[
∂ui
∂xj
+
∂uj
∂xi
]
− 2
3
k δij (3.42)
avec νt la viscosité turbulente.
Cette relation comporte plusieurs limitations sur l’évolution des grandeurs turbulentes :
– elle suppose que la viscosité turbulente soit un tenseur ; la première des simplifications est
de considérer que localement, la viscosité est une constante.
– la proposition de Boussinesq implique une colinéarité entre les axes principaux du tenseur
de déformation moyenne et le tenseur d’anisotropie défini par :
aij =
u′iu′j
K
− 2
3
δij (3.43)
ce qui n’est valable que dans le cas d’une turbulence homogène isotrope.
– le tenseur de Reynolds qui apparaît dans les équations de Navier-Stokes moyennées du fait
de la non-linéarité du terme convectif. À l’inverse, la relation de Boussinesq confère à ces
tensions un caractère linéaire et diffusif, ce qui d’un côté introduit une certaine stabilité
numérique, mais qui de l’autre, va avoir tendance à linéariser des phénomènes advectifs
non-linéaires.
– cette relation inhibe tous les effets de mémoire spatiaux-temporels propres à la turbulence.
Malgré ces limitiations, les modèles qui reposent sur le concept de viscosité turbulente restent
satisfaisants pour modéliser un grand nombre d’écoulements. Une extension non-linéaire de ce
concept pourra permettre de s’affranchir de quelques-unes de ces contraintes (cf. § 3.5.6, p. 60).
Échelles caractéristiques
Une étude dimensionnelle montre que la viscosité turbulente est proportionnelle à une échelle
de longueur l et une échelle de vitesse u′ représentatives de l’agitation turbulente. La viscosité
turbulente peut donc être exprimée par le produit de ces deux échelles, ou par toute combinaison
multiplicative des deux, comme dans le schéma de Prandtl-Kolmogorov (cf. § 3.5.2, p. 48).
Les modèles à deux équations vont résoudre une équation de transport pour l’énergie cinétique
turbulente k, et une autre pour une grandeur X qui permet par combinaison multiplicative, de
remonter à l’échelle de longueur.
Modèle k − ε Chien
Ce modèle a été développé par Chien (1982) dans le but d’améliorer la prédiction des écoule-
ments de paroi, en particulier, des coefficients de frottement, des transferts de chaleur, ainsi que
la distribution de l’énergie cinétique des fluctuations.
Ce modèle est particulièrement adapté aux écoulements à faible nombre de Reynolds. Il se
base sur les équations du modèle k − ε, développé initialement par Jones & Launder (1972) et
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où sont introduites les fonctions d’amortissement f1, f2 et fμ. Cette nouvelle formulation s’écrit
pour l’énergie cinétique turbulente :
∂k
∂t
+ ui
∂k
∂xi
=
∂
∂xi
[(
ν +
νt
σk
)
∂k
∂xi
]
+ P − ε+ χ (3.44)
pour le taux de dissipation :
∂ε
∂t
+ ui
∂ε
∂xi
=
∂
∂xi
[(
ν +
νt
σε
)
∂ε
∂xi
]
+ Cε1 f1
ε
k
P − Cε2 f2 ε
2
k
+ ξ (3.45)
et pour la viscosité turbulente :
νt =
Cμ fμ k
2
ε
(3.46)
Les fonctions χ et ξ sont des corrections qui permettent d’avoir de bons comportements à
la paroi. L’apport des différents auteurs de la littérature consiste essentiellement à calibrer les
fonctions d’amortissement afin de rendre compte du mieux possible des résultats expérimentaux.
Nombre de ces auteurs préfèrent avoir comme condition limite à la paroi de ε, une valeur nulle.
Ils remplacent alors ε par ε˜ dans l’équation (3.45) avec :
ε˜ = ε−D (3.47)
avec D une fonction de différente forme suivant les auteurs.
La fonction ξ est également de forme assez variable, tandis que f1 est prise égale à l’unité
dans la plupart des cas. Certains auteurs la modifient pour augmenter la valeur de la dissipation
à la paroi.
La fonction f2 est une fonction d’ajustement permettant de régler le rapport production/destruction
en proche-paroi. Sa détermination, tout comme celle de la constante Cε2 se fait par référence à
la décroissance de la turbulence de grille, de telle sorte que le modèle s’accorde à l’expérience.
fμ, fonction d’amortissement, joue un rôle privilégié dans le modèle k − ε. En effet, toute
modification de cette fonction intervient directement sur la viscosité turbulente qui est la seule
information permettant le couplage avec les équations de quantité de mouvement. Elle agit
pour diminuer l’effet de la dissipation turbulente près de la paroi ainsi que pour représenter la
diminution du cisaillement par la pression fluctuante via la corrélation pression-cisaillement.
Pour Chien (1982), ces fonctions sont formulées comme suit :⎧⎪⎪⎨⎪⎪⎩
fμ = 1− exp (−0,0115 y+)
f1 = 1
f2 = 1− 0,22 exp
[
−Re
2
t
36
]
avec Ret =
k2
ε ν
et y+ =
uτ y
ν
(3.48)
Les constantes du modèle sont récapitulées au tableau 3.3.
Cμ Cε1 Cε2 σk σε
0,09 1,35 1,8 1,0 1,3
Tableau 3.3 – Constantes du modèle k − ε Chien
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Modèle k − ω
Le modèle à deux équations k − ω de Wilcox (1988) s’écrit, pour la viscosité turbulente :
μt = α
∗ ρ k
ω
(3.49)
pour l’énergie cinétique turbulente :
∂ρ k
∂t
+ uj
∂ρ k
∂xj
= τij
∂uj
∂xi
− β∗ ρ k ω + ∂
∂xj
[
(μ+ σ∗ μt)
∂k
∂xj
]
(3.50)
pour le taux de dissipation :
∂ρ ω
∂t
+ uj
∂ρ ω
∂xj
= γ
ω
k
τij
∂uj
∂xi
− β∗ ρ ω2 + ∂
∂xj
[
(μ+ σ μt)
∂ω
∂xj
]
(3.51)
et pour les relations auxiliaires :
ε = β∗ ω k et l =
√
k
ω
(3.52)
Pour la formulation à Reynolds élevé, les constantes du modèle sont récapitulées dans le
tableau 3.4.
α∗ γ β β∗ σ σ∗
1 5/9 3/40 9/100 1/2 1/2
Tableau 3.4 – Constantes du modèle k − ω Haut Reynolds
Dans la version bas Reynolds, les coefficients du modèle sont obtenus à partir des relations
suivantes : ⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎩
α∗ =
α∗0 + Ret/Rk
1 + Ret/Rk
γ = 5/9
γ0 + Ret/Rω
1 + Ret/Rω
α∗−1
β∗ = 5/9
5/18 (Ret/Rβ)4
1 + (Ret/Rβ)4
(3.53)
où Ret, le nombre de Reynolds de turbulence est défini par :
Ret =
k
ν ω
(3.54)
et où les constantes sont récapitulées dans le tableau 3.5.
α∗0 γ0 β σ σ∗ Rk Rω Rβ
β/3 1/10 3/40 1/2 1/2 6 27/10 8
Tableau 3.5 – Constantes du modèle k − ω Bas Reynolds
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Modèle k − ω−BL
La version Base Line, modifiée par Menter (1992) modifie les constantes et ajoute un terme
supplémentaire de cross-diffusion. Elle s’obtient en combinant :
– le modèle k − ω multiplié par une fonction F1,
– au modèle k − ε transformé en k − ω, multiplié par (1− F1).
La fonction F1 sera égale à l’unité en proche-paroi, et nulle dans la région lointainte.
À partir de l’équation de l’énergie cinétique turbulente équation (3.50) énoncée par Wilcox
(1988), nous obtenons l’équation de l’énergie cinétique pour le modèle k − ε transformé :
∂ρ k
∂t
+ uj
∂ρ k
∂xj
= τij
∂uj
∂xi
− β∗ ρ k ω + ∂
∂xj
[
(μ+ σk2 μt)
∂k
∂xj
]
(3.55)
De même, pour le taux de dissipation équation (3.51) :
∂ρ ω
∂t
+ uj
∂ρ ω
∂xj
=
γ2
νt
τij
∂uj
∂xi
− β1 ρ ω2 + ∂
∂xj
[
(μ+ σω2 μt)
∂ω
∂xj
]
+ ρ σω2
2
ω
∂k
∂xj
∂ω
∂xj
(3.56)
En combinant les équations précédentes, le modèle k − ω−BL s’écrit de la façon suivante
pour l’énergie cinétique turbulente :
∂ρ k
∂t
+ uj
∂ρ k
∂xj
= τij
∂uj
∂xi
− β∗ ρ k ω + ∂
∂xj
[
(μ+ σk μt)
∂k
∂xj
]
(3.57)
et pour le taux de dissipation :
∂ρ ω
∂t
+ uj
∂ρ ω
∂xj
=
γ
νt
τij
∂uj
∂xi
− β ρ ω2 + ∂
∂xj
[
(μ+ σω μt)
∂ω
∂xj
]
+ (1− F1) ρ σω 2
ω
∂k
∂xj
∂ω
∂xj
(3.58)
Les constantes du modèle sont générées en utilisant la relation suivante :
φ = F1 φ1 + (1− F1) φ2 (3.59)
où φ1 et φ2 représentent chacune des constantes du modèle k−ω de Wilcox (1988) (Tab. 3.6) et
du modèle k − ε transformé (Tab. 3.7).
σk1 σω1 β1 β
∗ κ γ1
0,5 0,5 0,0750 0,09 0,41 β1/β
∗ − σω1 κ2/
√
β∗
Tableau 3.6 – Constantes φ1 utilisées pour le calcul des nouvelles constantes φ du modèle
k − ω−BL (Wilcox, 1988)
σk2 σω2 β2 β
∗ κ γ2
1 0,856 0,0828 0,09 0,41 β2/β
∗ − σω2 κ2/
√
β∗
Tableau 3.7 – Constantes φ2 utilisées pour le calcul des nouvelles constantes φ du modèle
k − ω−BL (Launder & Sharma, 1974)
La fonction F1 est définie par :
F1 = tanh
(
arg41
)
avec arg1 = min
{[
max
( √
k
0,009 ω y
;
500 ν
y2 ω
)]
;
4 ρ σω2 k
CDkω y2
}
(3.60)
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où y est la distance à la paroi la plus proche, et CDkω, la partie positive du terme de cross-
diffusion dans l’équation de dissipation turbulente :
CDkω = max
[
ρ σω2
2
ω
∂k
∂xj
∂ω
∂xj
; 10−20
]
(3.61)
Modèle k − ω − SST
La version Shear Stress Transport de Menter (1993) est identique à la version Base Line
vu précédemment, à ceci près que les constantes φ1 (Tab. 3.8) et la viscosité turbulente sont
modifiées.
σk1 σω1 β1 β
∗ κ γ1
0,85 0,5 0,0750 0,09 0,41 β1/β
∗ − σω1 κ2/
√
β∗
Tableau 3.8 – Constantes φ1 utilisées pour le calcul des nouvelles constantes φ du modèle
k − ω − SST
La viscosité turbulente est maintenant définie par :
μt = α
∗
1
ρ k
max [a1 ω ; ||Rij | F2] (3.62)
|Rij | est la norme du tenseur de vorticité moyenne, remplacée de préférence par celle du tenseur
de déformation (Menter & Kuntz, 2004). La fonction F2 est donnée par :
F2 = tanh
(
arg42
)
avec arg2 = max
[ √
k
0,009 ω y
;
500 ν
y2 ω
]
(3.63)
3.5.4 Modèles algébriques des tensions de Reynolds
Les modèles algébriques des tensions de Reynolds, ARSM (Algebraic Reynolds Stress Mo-
del) sont une étape intermédiaire entre les modèles à deux équations et les modèles au second
ordre. L’un des objectifs de ces modèles, tout comme les modèles au second ordre, est de pal-
lier l’incapacité des modèles linéaires de premier ordre à développer des contraintes turbulentes
anisotropes.
Rodi (1972) propose de simuler les termes de convection et de diffusion à partir de la
convection-diffusion de l’équation de l’énergie cinétique turbulente :
u′iu
′
j (Ck −Dk) = Cij −Dij (3.64)
où :
– Ck et Cij sont respectivement les termes de convection de k et de u′iu
′
j ,
– Dk et Dij sont respectivement les termes de diffusion turbulente et moléculaire de k et de
u′iu
′
j .
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La relation suivante est ainsi obtenue :
u′iu
′
j
k
(Pk − ε) = Pij +Πij − εij (3.65)
La modélisation des différents termes du second membre s’effectue de manière analogue à
celle des modèles au second ordre (cf. § 3.5.5, p. 55). Plusieurs développements ont été proposés
par Gatski & Speziale (1993), Taulbee (1992), Wallin & Johansson (2000) et Knoell & Taulbee
(2001).
Undreiner (1993) a montré que ces modèles peuvent conduire à des résultats meilleurs à ceux
du modèle k − ε dans de la cadre de la prédétermination du décollement sur les profils d’aile.
De par leurs hypothèses d’application restrictives et leur comportement numérique instable,
ces modèles ne semblent pas constituer une alternative prometteuse face aux modèles à deux
équations linéaires (cf. § 3.5.3, p. 49) et non linéaires (cf. § 3.5.6, p. 60).
3.5.5 Modèles second ordre
Les fermetures au second ordre correspondent à un niveau de description qui est un bon
compromis entre les potentialités qu’il offre dans la représentation des phénomènes physiques,
et son utilisation dans le cadre de traitements numériques, du fait de sa complexité modérée.
Ces modèles permettent de traiter de façon plus exacte l’anisotropie du tenseur de Reynolds.
Ils sont potentiellement riches mais difficiles à mettre en œuvre à cause du nombre important
d’hypothèses de fermeture et de constantes empiriques à déterminer.
La décomposition de Reynolds dans les équations de Navier-Stokes nous permet d’écrire
l’équation de transport exacte des contraintes de Reynolds, jusqu’alors modélisée par les modèles
du premier ordre :
Du′iu
′
j
Dt︸ ︷︷ ︸
Cij
= −
[
u′iu
′
k
∂uj
∂xk
+ u′ju
′
k
∂ui
∂xk
]
︸ ︷︷ ︸
Pij
−
[
ui
∂p
∂xj
+ uj
∂p
∂xi
]
︸ ︷︷ ︸
Πij
+
∂
(
−u′iu′ju′k
)
∂xk︸ ︷︷ ︸
Dtij
+
∂
∂xk
[
ν
∂u′iu
′
j
∂xk
]
︸ ︷︷ ︸
Dνij
− 2 ν ∂u
′
i
∂xk
∂u′j
∂xk︸ ︷︷ ︸
εij
(3.66)
soit :
Cij = Pij +Πij +D
t
ij +D
ν
ij − εij (3.67)
avec :
– Cij , le terme de convection des tensions de Reynolds
– Dtij , le terme de diffusion turbulente des contraintes de Reynolds (terme de convection au
niveau des agitations turbulentes, corrélations triples)
– Dνij , le terme de diffusion visqueuse des contraintes de Reynolds
– Pij , le terme exact de production de la contrainte u′iu
′
j par le mouvement moyen
– Πij , le terme de corrélation vitesse-gradient de pression fluctuante
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– εij , le terme de pseudo-dissipation visqueuse
Dans la suite, nous nous attacherons à décrire les modélisations adoptées par différents auteurs
pour chacun des termes de l’équation (3.67), à l’exception des termes Pij et Dνij qui sont des
termes exacts.
Il est à noter que ces équations constituent un système ouvert et qu’il faudra fournir une
équation supplémentaire de fermeture pour la dissipation.
Modélisation du terme de diffusion turbulente
De manière à modéliser le terme de diffusion turbulente des contraintes de Reynolds :
Dtij =
∂
(
−u′iu′ju′k
)
∂xk
(3.68)
Davydov (1959) donne une description complète de l’équation exacte des corrélations triples
réalisée par Chou (1945) à partir des équations de Navier-Stokes :
Du′iu
′
ju
′
k
Dt
= −
[
u′iu
′
ju
′
l
∂uk
∂xl
+ u′ju
′
ku
′
l
∂ui
∂xl
+ u′iu
′
ku
′
l
∂uj
∂xl
]
(I)
+
[
u′iu
′
j
∂u′ku
′
l
∂xl
+ u′ju
′
k
∂u′iu
′
l
∂xl
+ u′iu
′
k
∂u′ju
′
l
∂xl
]
(II)
−
∂
(
u′iu
′
ju
′
ku
′
l
)
∂xl
(III)
−1
ρ
[
u′iu
′
j
∂p
∂xk
+ u′ju
′
k
∂p
∂xi
+ u′iu
′
k
∂p
∂xj
]
(IV)
(3.69)
Les corrélations quadruples, équation (3.69, III) sont simplifiées à l’aide de la proposition
quasinormale de Millionshtchikov (1941). Pour des corrélations triples faibles, l’équation (3.69,
III) s’exprime en fonction des corrélations doubles de la façon suivante :
u′iu
′
ju
′
ku
′
l = u
′
iu
′
j u
′
ku
′
l + u
′
iu
′
k u
′
ju
′
l + u
′
iu
′
l u
′
ju
′
k (3.70)
et nous pouvons donc écrire :
(3.69, II)+ (3.69, III) = −
[
u′iu
′
l
∂u′ju
′
k
∂xl
+ u′ju
′
l
∂u′iu
′
k
∂xl
+ u′ku
′
l
∂u′iu
′
j
∂xl
]
(3.71)
D’après les résultats expérimentaux obtenus par Hanjalić & Launder (1972), le terme de
l’équation (3.69, I) des corrélations triples peut être négligé. Quant au terme de l’équation (3.69,
IV), la corrélation de pressions est approchée par un terme proportionnel à :
− ε
k
u′iu
′
ju
′
k (3.72)
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Les hypothèses précédentes conduisent à l’expresionn algébrique de la corrélation triple sui-
vante :
u′iu
′
ju
′
k = CS
k
ε
[
u′iu
′
l
∂u′ju
′
k
∂xl
+ u′ju
′
l
∂u′iu
′
k
∂xl
+ u′ku
′
l
∂u′iu
′
j
∂xl
]
(3.73)
vec CS un coefficient calibré sur les données expérimentales sur divers écoulements turbulents.
Launder et al. (1975) proposent CS = 0,11.
D’autres schémas existent dans la littérature.
Daly & Harlow (1970) proposent un modèle pour le transport d’une quantité φ en utilisant
l’hypothèse du gradient généralisé :
u′kφ = u
′
ku
′
l
∂φ
∂xl
(3.74)
Les corrélations triples sont alors reliées aux corrélations doubles par la relation suivante :
u′iu
′
ju
′
k = C
′
S
k
ε
u′ku
′
l
∂u′iu
′
j
∂xl
(3.75)
Cependant, cette hypothèse ne satisfait pas les propriétés de symétrie tensorielle. Elle a toutefois
été utilisée par Launder et al. (1975) avec C ′S = 0,25.
Pour Donaldson (1971) :
u′iu
′
ju
′
k = −L
√
k
[
∂u′iu
′
j
∂xk
+
∂u′ju
′
k
∂xi
+
∂u′iu
′
k
∂xj
]
(3.76)
avec L une macroéchelle de longueur.
Nous pouvons également citer le modèle isotrope de Shir (1973) :
−u′iu′ju′k =
∂
∂xk
[
Cμ f2
k2
ε
∂u′iu
′
j
∂xk
]
(3.77)
ou encore la formulation de Magnaudet (1993) faisant intervenir des gradients multiples :
− ε
k
u′iu
′
ju
′
k = CS1
[
u′iu
′
l
∂u′ju
′
k
∂xl
+ u′ju
′
l
∂u′iu
′
k
∂xl
+ u′ku
′
l
∂u′iu
′
j
∂xl
]
−CS2
[
u′iu
′
j
∂u′ku
′
l
∂xl
+ u′iu
′
k
∂u′ju
′
l
∂xl
+ u′ju
′
k
∂u′iu
′
l
∂xl
]
+
1
k
[
u′iu
′
j u
′
ku
′
l + u
′
iu
′
k u
′
ju
′
l + u
′
iu
′
l u
′
ju
′
k
] [
CS3
∂k
∂xl
+ CS4
k
ε
∂ε
∂xl
]
(3.78)
Modélisation du terme de dissipation visqueuse
Le terme de dissipation visqueuse :
εij = 2 ν
∂u′i
∂xk
∂u′j
∂xk
(3.79)
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peut être supposé isotrope si le nombre de Reynolds est suffisamment élevé pour que la zone de
dissipation et la zone de production soitent bien séparées :
εij =
2
3
ε δij (3.80)
Rotta (1951) a donné une formulation adaptée aux faibles nombres de Reynolds, ne traduisant
pas de tendance à l’isotropie locale :
εij =
u′iu
′
j
k
ε (3.81)
À partir de ces deux formes asymptotiques, Hanjalić & Launder (1976) ont proposé une
approximation plus générale :
εij =
2
3
ε
[
(1− fS) δij +
3 u′iu
′
j
2 k
fS
]
(3.82)
où fS est fonction du nombre de Reynolds de turbulence, équation (3.54). Sa valeur change
de l’unité au zéro quand le nombre de Reunolds de turbulence varie de zéro à l’infini. Après
optimisation, la meilleure forme de fS retenue par Hanjalić & Launder (1976) est :
fS =
[
1 +
1
10
Ret
]−1
(3.83)
Launder et al. (1987) et ensuite Lai & So (1990) proposent un modèle amélioré à la paroi :
εij =
2
3
ε (1− fw1) δij +
(
u′iu
′
j + u
′
iu
′
k nk nj + u
′
ju
′
k nk ni + ni nj u
′
ku
′
l nk nl
)
fw1/k
1 + u′ku
′
l nk nl (2 k)
−1 (3.84)
avec ni = (0; 1; 0) le vecteur unitaire normal à la paroi et :
fw1 = exp
{
−
[
Ret
150
]2}
(3.85)
Hanjalić & Jakirlić (1993) et Launder & Tselepidakis (1994) ont modifié ce modèle en y
introduisant les invariants du tenseur d’anisotropie (Lumley, 1978), et ceux du tenseur de la
dissipation anisotrope. Shima (1993) a simplifié la formulation en y retirant les normales à la
paroi : il décompose le terme de dissipation visqueuse εij en trois parties :
εij = (1− fε) 2
3
δij ε︸ ︷︷ ︸
I
+ fε ε
∗
ij︸ ︷︷ ︸
II
+ ε′ij︸︷︷︸
III
(3.86)
qui correspondent à :
– une partie isotrope, équation (3.86, I)
– une partie anisotrope importante à la paroi, équation (3.86, II)
– une correction de paroi, équation (3.86, III)
58
Modélisation des écoulements pariétaux, instationnaires et turbulents
A E A2 A3 E2 E3
1− 9/8 (A2 −A3) 1− 9/8 (E2 − E3) aij aji aij ajk aik eij eji eij ejk eik
Dij aij eij
ν
(
∂2u′iu
′
j/∂x
2
k
)
u′iu
′
j/k − 2/3 δij u′iu′j/k − 2/3 δij
Tableau 3.9 – Paramètres de la formulation (3.86) (Shima, 1993)
avec :
ε∗ij = ε
u′iu
′
j
k
, ε′ij =
1
2
[
Dij −Dkk
u′iu
′
j
k
]
et fε = 1−A0,5 E2 (3.87)
Les autres paramètres de cette formulation sont rappelés dans le tableau 3.9.
Craft & Launder (1996) ont proposé une modélisation plus complexe :
εij =
[
1− fh ε
∗
kk
2 ε
] [
(1− fε)
ε′ij + ε
′′
ij
D
+
2
3
fε ε δij
]
+ fh ε
∗
ij (3.88)
Les différentes composantes de cette formule s’expriment cette fois :⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎩
ε′ij = ε
u′iu
′
j
k
+ 2 ν
u′lu′n
k
∂
√
k
∂xl
∂
√
k
∂xn
+ 2 ν
u′iu
′
l
k
∂
√
k
∂xj
∂
√
k
∂xl
+ 2 ν
u′ju
′
l
k
∂
√
k
∂xi
∂
√
k
∂xl
ε′′ij = ε fR
[
2
u′ku
′
l
k
dAl dk d
A δij − u
′
iu
′
l
k
dAl d
A
j −
u′ju
′
l
k
dAl d
A
i
]
ε∗ij = 0,2 ν
[
∂
√
k A
∂xk
∂
√
k A
∂xk
δij + 2
∂
√
k A
∂xi
∂
√
k A
∂xj
]
(3.89)
les autres paramètres employés dans cette modélisation étant rappelés dans le tableau 3.10.
D fR fh fε
(ε′kk + ε
′′
kk) / (2 ε) (1−A) min
[
(Ret/80)2 ; 1,0
]
1− exp (Ret/50)
√
A
NAi d
A
i l α
∂ (l A) /∂xi N
A
i /
(
α+
√
NAk N
A
k
)
k3/2/ε 0,5
Tableau 3.10 – Paramètres de la formulation (3.88) (Craft & Launder, 1996)
Modélisation du terme de corrélation vitesse-gradient
Le terme de corrélation vitesse-gradient de pression fluctuante :
Πij = −
[
ui
∂p
∂xj
+ uj
∂p
∂xi
]
(3.90)
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peut se décomposer, selon Lumley (1975) en deux parties, φpij qui correspond au transport par
la pression fluctuante et φij qui correspond à la corrélation pression-déformation :
Πij =
1
ρ
∂
(
δik u
′
jp
′ + δjk u′ip′
)
∂xk︸ ︷︷ ︸
φpij
+
p
ρ
[
∂u′i
∂xj
+
∂u′j
∂xi
]
︸ ︷︷ ︸
φij
(3.91)
La décomposition de Lumley (1975) est la plus couramment utilisée, mais il existe d’autres
alternatives comme celle de Mansour et al. (1988) :
Πij = φ˜ij +
u′iu
′
j
2 k
Πll (3.92)
où dans ce cas, seul le terme Πll est à modéliser à la place de la corrélation pression-vitesse.
3.5.6 Modèles non linéaires
Les approches décrites ci-dessus se fondent sur l’hypothèse de Boussinesq (1877) qui introduit
une relation de colinéarité entre les tensions turbulentes et le tenseur des taux de déformation
moyen, via une viscosité turbulente scalaire.
Cette approche, largement utilisée, conduit à des prédictions convenables dans des configu-
rations d’écoulements simples. Néanmoins, cette loi constitutive présente un certain nombre de
limitations. La dépendance linéaire des contraintes turbulentes vis-à-vis du tenseur de déforma-
tion ne permet pas de capturer efficacement l’anisotropie des tensions normales, y compris dans
des configurations de référence telles que l’écoulement de couche limite turbulente (Bradshaw,
1973).
Cette relation linéaire peut donc conduire à une prédiction erronée des quantités turbulentes,
en particulier dans les régions de brusques modifications du tenseur de déformation. Par exemple,
une surproduction d’énergie cinétique turbulente non physique peut être observée au niveau du
point d’arrêt dans l’écoulement autour d’une aile (Jin & Braza, 1994).
Enfin, comme le soulignent Gatski & Jongen (2000), la prise en compte du seul terme de
déformation dans cette relation constitutive est également une faiblesse quant à la capture d’effets
liés à une rotation imposée de l’écoulement par exemple.
Dans ce contexte, des lois constitutives enrichies fondées sur l’introduction de termes d’ordres
supérieurs ont été proposées. Classiquement, un modèle non linéaire consiste en une extension
polynomiale de la loi de Boussinesq par des termes non linéaires qui peuvent être d’ordre élevé.
Les deux paramètres, l’énergie cinétique turbulente k et le taux de dissipation de turbulence
ε sont utilisés pour normaliser les contraintes de Reynolds u′iu
′
j , ainsi que les tenseurs de taux
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de déformation S′ij et de rotation R
′
ij comme suit :⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎩
aij =
u′iu
′
j
k
− 2
3
δij
S′ij =
k
ε
Sij =
k
2 ε
[
∂ui
∂xj
+
∂uj
∂xi
]
R′ij =
k
ε
Rij =
k
2 ε
[
∂ui
∂xj
− ∂uj
∂xi
]
(3.93)
La détermination du u′iu
′
j est donc équivalente à la détermination de aij , et comme S
′
ij et
R′ij contiennent toutes les informations données par k, ε et ∂ui/∂xj , nous pouvons écrire les
contraintes de Reynolds normalisées comme une fonction des tenseurs de taux de déformation et
de rotation :
aij = aij
(
S′ ; R′
)
(3.94)
L’expression la plus générale de la relation précédente dans une base de tenseurs indépendants
est :
aij =
∏
i=1,∞
∑
αi=0,∞
∏
j=1,∞
∑
βi=0,∞
Gα1,α2,...β1,β2,...
(
S′
)α1 (R′)β1 (S′)α2 (R′)β2 . . . (3.95)
les coefficients Gαjβi étant fonction des invariants formés avec S
′ et R′.
Pope (1975) montre, par le biais du théorème de Cayley-Hamilton, que cette base compte,
en trois dimensions, dix éléments indépendants :
T 1 = S′ T 6 = (R′)2 S′ + S′ (R′)2 − 2/3
{
S′ (R′)2
}
I
T 2 = (S′)2 − 1/3
{
(S′)2
}
I T 7 = R′ S′ (R′)2 − (R′)2 S′ R′
T 3 = S′ R′ −R′ S′ T 8 = S′ R′ (S′)2 − (S′)2 R′ S′
T 4 = (R′)2 − 1/3
{
(R′)2
}
I T 9 = (R′)2 (S′)2 + (S′)2 (R′)2 − 2/3
{
(S′)2 (R′)2
}
I
T 5 = R′ (S′)2 − (S′)2 R′ T 10 = R′ (S′)2 (R′)2 − (R′)2 (S′)2 R′
(3.96)
et que les invariants indépendants construits à partir de S′ et R′ sont au nombre de cinq :{
(S′)2
}
,
{
(R′)2
}
,
{
S′3
}
,
{
(R′)2 S′
}
et
{
(R′)2 (S′)2
}
.
Cette base se réduit à trois tenseurs avec deux invariants indépendants en deux dimensions.
Le tenseur polynomial de l’équation (3.95) s’écrit alors :
a =
∑
Gλ Tλ (3.97)
avec 0 ≤ λ ≤ 2 en deux dimensions, et 0 ≤ λ ≤ 1 en trois dimensions.
La matrice λ× λ dite de Gram, Gλ, est définie comme suit (Jongen & Gatski, 1998) :
Gλkl =
{
Tk,Tl
}
, k,l = 1,2, . . . ,λ (3.98)
Il est à noter que les modèles algébriques (cf. § 3.5.4, p. 54) dérivent des modèles non linéaires.
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Les approches hybrides couplent les méthodes statistiques en proche-paroi et les méthodes
de simulation des grandes échelles dans les régions plus éloignées. Ainsi, l’emploi des méthodes
de résolution directes à grand nombre de Reynolds est facilité du fait qu’il devient possible de
diminuer la finesse du maillage.
3.6.1 Problématique des approches hybrides
La difficulté des approches hybrides réside dans l’interface entre les approches statistiques et
les simulations aux grandes échelles. Il faut à la fois prédire la ligne de séparation à partir du
modèle RANS tout en capturant la dynamique instationnaire de la couche cisaillée décollée en
résolvant les structures turbulentes qui se développent.
Spalart et al. (1997) a proposé une approche hybride qui combine les comportements des
formulations RANS avec les éléments des méthodes LES et qui ne nécessite pas d’interfaçage :
c’est le concept de Detached Eddy Simulation. Dans la DES, la combinaison de l’approche RANS
et LES se fait par une sélection locale de l’échelle de longueur, soit celle du RANS, soit celle de
la LES.
La formulation présente des points délicats qui peuvent s’avérer problématiques :
– le premier point concerne le passage RANS/LES des structures turbulentes instationnaires
qui se développent derrière la structure. Si par exemple, la transition entre les deux types
de modélisation se fait trop tard, les contraintes turbulentes risquent d’être mal prédites,
– le second point est le problème du choix entre les deux modélisations. En effet, afin de
ne pas passer en modélisation LES dans les couches limites attachées, il est nécessaire de
constituer une limite basse dans la résolution locale de la surface. Un non respect de cette
précaution compromet l’intégrité du modèle RANS et conduit généralement à une sépara-
tion induite par le maillage (grid induced separation).
Des méthodes hybrides alternatives limitant la dépendance à la taille des maillages ont été
proposées, comme le modèle SAS (Scale-Adaptive Simulation) de Menter et al. (2002). Cette
approche de modélisation permet de formuler des modèles de turbulence qui opèrent autant
dans les modèles RANS que LES, sans dépendance explicite au maillage. Son utilisation autorise
par ce fait l’utilisation de maillages moins fins que dans les autres approches hybrides.
Des approches hybrides zonales, combinant astucieusement l’approche LES à l’approche OES
se sont révélées avantageuses pour les écoulements de type transonic bump (Huang et al., 2010).
D’autres approches non-zonales, comme la méthode PITM (Partially Integrated Transport Model-
ling) qui permettent un couplage continu entre les régions RANS et LES (Chaouat & Schiestel,
2009).
Nous allons présenter plus en détail deux approches non zonales que sont l’approche DES et
DDES.
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3.6.2 Detached Eddy Simulation
La DES (Detached Eddy Simulation, Spalart et al. (1997), Travin et al. (2000)) dans sa for-
mulation d’origine Spalart & Allmaras (1992) consiste à exécuter une LES dans tout le domaine
de calcul, avec un modèle de sous-maille classique dans les régions suffisamment discrétisées, et
un modèle statistique ailleurs (originellement, le modèle de Spalart & Allmaras (1992)), s’affran-
chissant ainsi d’interfaces.
L’échelle de longueur de la turbulence dans l’équation de transport de l’énergie est choisie
comme le minimum entre une échelle RANS et une échelle LES. Autour de l’obstacle, c’est
l’échelle RANS qui est privilégiée, au détriment de l’échelle LES, prépondérante dans les régions
lointaines détachées :
dDES = min (dRANS;CDES Δ) (3.99)
où CDES est une constante calibrée par la turbulence homogène isotrope (Comte-Bellot & Corrsin,
1966), et Δ, la dimension la plus grande d’une maille donnée :
Δ = max (Δx; Δy; Δz) (3.100)
Ainsi, pour le modèle de Spalart-Allmaras :
dDES = min (dSA;CDES Δ) où CDES = 0,65 (3.101)
La modification de l’échelle de longueur entraîne une augmentation du terme de dissipation dans
l’équation de transport de la viscosité turbulente (3.37) :
Dν =
[
cω1 fω − cb1
κ2
ft2
] [ ν˜
dDES
]
(3.102)
Pour le modèle k − ω :
dDES = min
( √
k
β∗ ω
;CDES Δ
)
(3.103)
Ce qui provoque également une augmentation du terme de dissipation :
Dk =
ρ k3/2
dDES
(3.104)
En présence de structures cohérences à proximité de la structure, la région proche-paroi est
fortement soumise à des effets de non-équilibre, ce qui engendre une modification de l’échelle de
longueur URANS. Une réduction supplémentaire de l’énergie cinétique est donc nécessaire. Cette
réduction est permise en utilisant l’échelle dOES dans les cadre des modèles DES/OES :
dOES =
√
k
Cμ ω
où Cμ = 0,02 (3.105)
Une description détaillée de la DES, de ses variances et de ses améliorations est disponible
dans l’ouvrage de Mockett (2009).
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3.6.3 Delayed Detached Eddy Simulation
Bien que prometteuse, la DES n’est pas complètement exempte de défauts. L’un des plus
importants est la séparation induite qui peut se produire lors de l’utilisation de certains types
de maillage.
Lors de l’utilisation de la DES, Spalart et al. (2006) décrit trois types de maillage :
– type 1 : maillages initialement construits pour des calculs URANS. Lors de ces calculs, la
zone proche paroi est modélisée en utilisant l’échelle de longueur URANS et les zones plus
éloignées et les zones décollées, l’échelle de longueur de la LES (utilisation naturelle de la
DES qui a fourni d’excellent résultats),
– type 3 : maillages initialement conçus pour la LES, et dont la finesse est très proche de celle
utilisée pour une DNS. Dans ce cas, les zones RANS sont quasi inexistantes et l’utilisation
de la DES correspond à un type de WMLES (Wall Modelled Large Eddy Simulation), utilisé
dans les années 70, abandonné avec la progression des performances des calculateurs, puis
finalement réintroduit pour des calculs sur des géométries complexes à grand nombre de
Reynolds. Cette utilisation critique de la DES a le mérite d’être robuste, peu sensible aux
variations du nombre de Reynolds et aux variations de densité de maillage,
– type 2 : maillages intermédiaires. La transition RANS/LES apparaît dans la zone supé-
rieure de la couche limite. Le tenseur de Reynolds, modélisé dans cette zone, est réduit
sans que la LES soit capable de contrebalancer cette réduction efficacement en dehors de
la couche limite. Il est alors possible qu’un décollement apparaisse au mauvais endroit du
fait de cette transition RANS/LES délicate.
La formulation de la DDES (Delayed Detached Eddy Simulation) s’inspire des travaux de
Menter & Kuntz (2004) qui utilisent les fonctions de mélange du modèle SST (cf. § 3.5.3, p. 54)
pour « protéger » la couche limite d’une transition précoce du RANS à la LES, et pour retarder
(Delayed) cette transition.
La DDES est une évolution de la DES, introduisant une modification du paramètre r du
modèle Spalart-Allmaras (éq. (3.41), p. 49).
rd = (νt + ν)
{[
∂ui
∂xj
]2
κ2 d2
}−1/2
(3.106)
La modification de ce paramètre par rapport au modèle de Spalart-Allmaras original consiste en
l’introduction de la viscosité au numérateur de manière à s’assurer que la quantité rd reste non
nulle en proche-paroi.
Une fonction similaire à celle de l’équation (3.63) du modèle SST :
fd = 1− tanh
[
(8 rd)
3
]
(3.107)
est construite de façon à être unitaire dans les zones LES où rd << 1, et nulle ailleurs.
Enfin, l’échelle de longueur du modèle Spalar-Allmaras est redéfinie telle que :
d˜ = d− fd max [0 ; (d− CDES Δ)] (3.108)
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Nous pouvons remarquer que lorsque :
fd → 0 ⇒ d˜ = d (3.109)
ce qui engendrera une modélisation RANS, alors que :
fd → 1 ⇒ d˜ = d−max [0 ; (d− CDES Δ)] = min (d ; CDES Δ) (3.110)
ce qui correspond au critère de choix de la DES.
Cette modification de l’échelle de longueur du modèle permet alors de retarder la transition
vers la modélisation LES dans le cas d’un calcul utilisant un maillage de type 2 et de garantir,
quel que soit le maillage utilisé, que cette transition se fera à l’extérieur de la couche limite.
La DDES est de fait moins dépendante du maillage utilisé que la DES. Il convient d’ajouter
que les modifications de la DES en DDES sont empiriques. Il serait donc plus convenable de
considérer la DDES comme l’ajout d’un limiteur à la DES permettant de palier l’un des défauts
et de la rendre plus universelle, que comme une modélisation à part entière.
3.7 Conclusion sur la modélisation des écoulements pariétaux,
instationnaires et turbulents
Différentes stratégies pour la simulation des écoulements pariétaux instationnaires turbulents
ont été présentés. Les coûts numériques importants de la simulation directe et de la simulation
aux grandes échelles pour la prédiction de tels écoulements ayant été mis en relief, nous nous
sommes penchés sur les approches statistiques ainsi que sur leurs modèles de fermeture.
D’un point de vue général, et indépendamment de l’approche adoptée, une difficultée ma-
jeure reste la définition des opérateurs de moyenne ou de filtrage, ainsi que les éventuels post-
traitements à effectuer pour obtenir des grandeurs physiques représentatives des propriétés sta-
tistiques des processus, et pouvoir envisager de les comparer avec l’expérience.
Les approches hybrides et l’approche DES semblent prometteuses pour prédire les écoule-
ments décollés instationaires à grand nombre de Reynolds. De plus, imposer un interfaçage entre
les zones statistiques et aux grandes échelles, reste délicat d’un point de vue mathématique. C’est
pourquoi les approches hybrides OES, la DES, ou la DES/OES semblent plus adaptées à la pré-
diction des écoulements fortement décollés, et donc, dans le cadre de l’interaction fluide-structure,
à la prédiction des charges instationnaires du fluide.
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La présente étude vise à capter le mouvement d’une structure cylindrique avec des approches
statistiques et hybrides de modélisation de la turbulence. Après avoir présenté le contexte de
l’étude (cf. § 1.5.2, p. 18), les éléments physiques nécessaires à l’appréhension des phénomène
d’interaction fluide-structure (cf. § 2, p. 19) et la modélisation de la turbulence (cf. § 3, p. 33),
nous allons maintenant discuter des outils utilisés pour réaliser cette étude. Nous décrirons dans
un premier temps le code de calcul utilisé, Navier-Stokes Multi Block (NSMB), les théories
de couplage fluide-structure que nous avons implémenté dans le code, et enfin, les maillages
discrétisant les domaines de calcul utilisés tout au long de cette étude.
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Le code de calcul utilisé dans cette étude, NSMB (cf. § 4.1, p. 69), est un solveur fluide,
riche en matière de mécanique des fluides et notamment, de modélisation de la turbulence. Ce
code résout les équations de Navier-Stokes compressibles à l’aide d’une formulation volumes finis
multibloc parallélisée.
De manière à pouvoir simuler l’interaction fluide-structure avec ce code, nous avons dû y
ajouter le traitement de la réaction de la structure aux charges instationnaires qu’elle subissait.
Le code permettait déjà de forcer un mouvement ou de laisser la structure libre en fonction de
ses paramètres de masse, de raideur et d’amortissement mais pas dans le cas d’une déformation
de maillage avec ALE conçue pour satisfaire la loi de conservation géométrique (cf. § 4.1.3, p. 77).
La présente étude a permis de rajouter cette fonction, par le biais d’une routine dénommée
« cylelast2dof ». Désormais, avec déformation de maillage, il est possible d’imposer un mouvement
forcé ou de laisser la structure osciller librement en fonction de ses caractéristiques structurales,
selon la direction perpendiculaire à l’écoulement, (1 degré de liberté) ou selon les directions de
l’écoulement et perpendiculaire à l’écoulement (2 degrés de liberté).
La figure 4.1 présente schématiquement les hypothèses linéaires élastiques utilisées dans le
cadre de cette étude. Le cylindre circulaire, seul ou dans un faisceau de tubes, est supposé rigide
dans la troisième direction (y) et est lié au support avec un système de ressort amorti selon 1
direction, z (pour 1 degré de liberté), ou selon 2 directions, x et z (pour 2 degrés de liberté).
uia →
x
z
m
az
rz
ax rx
Figure 4.1 – Modélisation de la structure libre linéaire élastique
Ce chapitre décrit brièvement le solveur utilisé pour cette étude : NSMB. Les calculs ont été
réalisés sur les machines Prandtl à l’IMFT (calculs d’essai, et de 1 à 4 processeurs) et Jade au
CINES à Montpellier (calculs sur 8 à 512 processeurs). En plus des méthodes de déformation
de maillage et de préconditionnement adoptées, les maillages utilisés pour cette thèse seront
détaillés.
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4.1 Code NSMB
NSMB (Navier-Stokes Multi Bloc) est un solveur aérodynamique qui résout les équations de
Navier-Stokes compressibles Éq. (4.1) à l’aide d’une formulation volumes finis multibloc parallé-
lisée. Un historique détaillé est disponible dans le manuscrit de thèse de Deloze (2011). Nous en
rappèlerons ici les principaux aspects.
Un solveur structuré multibloc, Euler EULMB, a été développé en 1989 à l’École polytechnique
fédérale de Lausanne (EPFL), innovant de par :
– l’utilisation de l’allocation dynamique de la mémoire,
– sa conception pour le calcul parallèle (approche multibloc),
– son écriture avec le système de base de données MEMCOM.
L’ajout des termes visqueux en 1991 a donné naissance à la première version d’NSMB. Jus-
qu’en 2003, NSMB a été soumis à de nombreuses améliorations au sein du consortium NSMB,
regroupant plusieurs partenaires universitaires (EPFL, IMFT, CERFACS, etc.) et industriels
(EADS, SAAB Military Aircraft, CFS Engineering). Depuis 2004, le développement du code
NSMB est poursuivi entre autre par l’EPFL, l’ETH-Zurich, l’IMFS Strasbourg, CFS Enginee-
ring, et l’IMFT. Il est à noter que le solveur NSMB est actuellement utilisé par Airbus France,
EADS-ST et KTH.
L’équipe Interactions Fluide Structure sous Turbulence (IFS2T) de l’IMFT participe au dé-
veloppement des modèles de turbulence de nouvelle génération, notamment en ce qui concerne
les approches OES (cf. § 3.4, p. 40) et DES (cf. § 3.6, p. 62) pour la capture d’instationnarités
en aérodynamique.
Cet outil dispose de nombreuses fonctionnalités : schémas numériques (spatiaux et temporels),
modèles de turbulence (LES, algébriques, non-linéaires, à une ou deux équations de transport,
DES, OES...), chimie de l’air en équilibre ou hors équilibre. Le guide technique de ce solveur
détaille toutes les fonctionnalités du code, ce qui suit n’est qu’un rappel des relations résolues,
et une indication des options utilisées.
4.1.1 Système des équations de Navier-Stokes
Dans un repère cartésien tridimensionnel, la formulation conservative des équations de Navier-
Stokes compressibles s’écrivent :
∂
∂t
W+
∂
∂x
(fc − fv) + ∂
∂y
(gc − gv) + ∂
∂z
(hc − hv) = 0 (4.1)
avec xi les coordonnées spatiales, t le temps, (fc)i les flux convectifs, (fv)i les flux visqueux et
W le vecteur d’état :
W =
⎛⎜⎜⎜⎜⎜⎝
ρ
ρ u
ρ v
ρ w
ρ E
⎞⎟⎟⎟⎟⎟⎠ (4.2)
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Les flux convectifs sont donnés par :
fc =
⎛⎜⎜⎜⎜⎜⎝
ρ u
ρ u2 + p
ρ u v
ρ u w
u (ρ E+ p)
⎞⎟⎟⎟⎟⎟⎠ , gc =
⎛⎜⎜⎜⎜⎜⎝
ρ v
ρ v u
ρ v2 + p
ρ v w
v (ρ E+ p)
⎞⎟⎟⎟⎟⎟⎠ et hc =
⎛⎜⎜⎜⎜⎜⎝
ρ w
ρ w u
ρ w v
ρ w2 + p
w (ρ E+ p)
⎞⎟⎟⎟⎟⎟⎠ (4.3)
avec ρ la masse volumique du fluide, ui les composantes de la vitesse dans le repère cartésien
considéré, p la pression et E l’énergie totale.
Les flux visqueux, quant à eux, sont définis par :
fv =
⎛⎜⎜⎜⎜⎜⎝
0
τxx
τxy
τxz
τxi ui − qx
⎞⎟⎟⎟⎟⎟⎠ , gv =
⎛⎜⎜⎜⎜⎜⎝
0
τyx
τyy
τyz
τyi ui − qy
⎞⎟⎟⎟⎟⎟⎠ et hv =
⎛⎜⎜⎜⎜⎜⎝
0
τzx
τzy
τzz
τzi ui − qz
⎞⎟⎟⎟⎟⎟⎠ (4.4)
avec qi le flux de chaleur, τij uj la dissipation visqueuse et τii le tenseur des contraintes de
cisaillement, donné par : ⎧⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎪⎩
τxx =
2
3
μ
[
2
∂u
∂x
− ∂v
∂y
− ∂w
∂z
]
τyy =
2
3
μ
[
−∂u
∂x
+ 2
∂v
∂y
− ∂w
∂z
]
τxx =
2
3
μ
[
−∂u
∂x
− ∂v
∂y
+ 2
∂w
∂z
]
τxy = τyx = μ
[
∂v
∂x
+
∂u
∂y
]
τxz = τzx = μ
[
∂w
∂x
+
∂u
∂z
]
τyz = τzy = μ
[
∂v
∂z
+
∂w
∂y
]
(4.5)
avec μ la viscosité cinématique du fluide.
Le flux de chaleur dû à la fonction est obtenu avec la loi de Fourier :
qi = −λ ∂T
∂xi
(4.6)
avec T la température et λ, la conductivité thermique.
Sous l’hypothèse des gaz parfaits, la viscosité peut être évaluée par la loi de Sutherland qui,
pour de l’air à l’état normal, s’écrit :
μ
μref.
=
[
T
Tref.
]3/2 Tref. + S1
T + S1
(4.7)
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où μref. est la viscosité cinématique à la témpérature de référence Tref., et S1, une constante
généralement égale à 110,3K pour l’air.
En supposant un nombre de Prandtl constant (Pr ≈ 0,72 pour l’air), la conductivité ther-
mique peut être obtenue par :
λ =
μ cp
Pr
(4.8)
avec cp la capacité calorifique à pression constante.
Pour un gaz parfait, les capacités calorifiques peuvent être évaluées d’après :⎧⎪⎪⎨⎪⎪⎩
cv =
R
γ − 1
cp = γ cv
(4.9)
où γair = 1,4 et Rs,air = 287,058.
Pour fermer le système d’équations (4.1), p. 69, il faut relier la pression au vecteur d’état (cf.
Éq. (4.2)). Cette relation dépend du modèle utilisé pour décrire les propriétés thermodynamiques
du gaz. Pour un gaz parfait, nous pouvons écrire :
p = ρ e (γ − 1) = ρ cv T (γ − 1) = ρ R T (4.10)
où e est l’énergie interne, liée à l’énergie totale par la relation suivante :
e = E− 1
2
(
u2 + v2 + w2
)
(4.11)
Le code de calcul NSMB propose de nombreuses fonctionnalités dédiées à la résolution de
problématiques aérodynamiques. Plusieurs schémas numériques spatiaux, temporels, ainsi que de
nombreuses approches de modélisation de la turbulence, utilisant plusieurs modèles de fermeture
sont disponibles, ce qui en fait un code particulièrement riche.
Par ailleurs, des méthodes de préconditionnement (cf. § 4.1.2, p. 73) permettent de simuler des
cas à faible nombre de Mach (le domaine de validité du solveur s’éttendant sans préconditionneur
des nombres de Mach modérés jusqu’aux régimes hypersoniques).
Le solveur ne sera pas décrit en détail. Pour de plus amples informations, le lecteur est
invité à se reporter au Manuel d’Utilisation d’NSMB (Vos et al., 2010). En ce qui concerne les
applications de la thématique de recherche IFS2T, NSMB a été validé par Hoarau (2002) au
cours de sa thèse de doctorat.
Dans cette étude, le solveur NSMB est principalement utilisé pour la simulation d’écoulements
autour de structures à haut nombre de Reynolds, sur des configurations de faisceaux de tubes.
4.1.2 Schémas de discrétisation temporelle et spatiale
Schéma de discrétisation temporelle
La discrétisation temporelle s’appuie sur une méthode implicite à pas de temps dual et à
inversion des matrices par une méthode LU-SGS (Lower-Upper Symmetric Gauss-Seidel, Weber
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(1998)). La formulation volumes finis conduit au système d’équations suivant :
d [Vi,j,k Wi,j,k]
dt
+ qi,j,k = 0 (4.12)
avec pour la cellule (i,j,k), V le volume de cette cellule, W le vecteur d’état au centre de la
cellule et q le flux de chaleur entrant et sortant de la cellule. En définissant un résidu r comme
la différence entre le terme du flux de chaleur q et un terme de dissipation, l’équation précédente
s’écrit :
d [Vi,j,k Wi,j,k]
dt
+ ri,j,k = 0 (4.13)
Soit, pour un volume de cellule constant dans le temps :
Vi,j,k
d Wi,j,k
dt
+ ri,j,k = 0 (4.14)
Plusieurs schémas de discrétisation temporelle peuvent être appliqués au système présenté
à l’Éq. (4.14). Cependant, l’utilisation de schémas explicites est trop contraignante dans le cas
de maillages fins. L’introduction de schémas implicites est donc nécessaire. Des schémas d’in-
tégration linéaires « multi-pas » seront utilisés. Ces schémas consistent à exprimer la variation
temporelle d’une quantité sous forme de combinaison linéaire de cette même quantité à des ins-
tants différents. Beam & Warming (1976) ont introduit la méthode linéaire à deux pas, présentée
ici pour des pas de temps variables :
(1 + ξs)
Δ Wn
Δtn
V − ξs Δ W
n−1
Δtn−1
V = − [θs rn+1 + (1− θs + ϕs) rn − ϕs rn−1] (4.15)
Le schéma est défini par le triplet (ξs, θs, ϕs), et est implicite pour θs = 0 et explicite pour θs = 0.
Un schéma A-stable d’ordre 2 implicite aux différences rétrogrades (bacward differenciation) est
choisi et correspond aux valeurs (ξs, θs, ϕs) = (1/2, 1, 0). Du fait que le schéma aux différences
rétrogrades ne reste précis au second ordre que lorsque :
ξs =
Δtn
Δtn +Δtn−1
(4.16)
le facteur ξs impose dans NSMB un pas de temps constant.
Le système non linéaire d’équations discrétisées présenté à l’Éq. (4.15) doit être résolu à
chaque pas de temps :
H (Wn+1) = (1 + ξs) Δ Wn
Δtn
V − ξs Δ W
n−1
Δtn−1
V + θs rn+1 + (1− θs + ϕs) rn − ϕs rn−1 (4.17)
Il s’agit désormais de faire tendre le résidu H vers une valeur nulle grâce à une méthode itérative.
L’approche du pas de temps dual permet cela, en utilisant le résidu instationnaire H dans le
système d’équations :
V
d W
dΘ
+H(W) = 0 (4.18)
Cette méthode utilise un pas de temps fictif Θ. Le système d’équation est intégré jusqu’à ce
qu’un état stationnaire soit atteint. En discrétisant l’Éq. (4.18) par un schéma décentré d’Euler,
nous obtenons :
V
Δ Wν
ΔΘ
+H
(
W(n+1),(ν+1)
)
= 0 (4.19)
avec ν l’indice des itérations internes. En linéarisant autour des instants fictis ν :
H
(
W(n+1),(ν+1)
)
= H
(
W(n+1),ν
)
+
∂ H (Wn+1)
∂Wn+1
∣∣∣∣∣
ν
ΔWν +O
(
ΔΘ2
)
(4.20)
Après linéarisation du résidu, le système peut être résolu par une méthode LU-SGS.
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Schéma de discrétisation spatiale
Pour ce qui est de la discrétisation spatiale, nous avons adopté un schéma décentré pour
les simulations à bas-Reynolds (cf. § 5, p. 91) et un schéma centré pour les simulations à haut-
Reynolds (cf. § 6, p. 121 et § 7, p. 178).
Le schéma centré d’ordre 4 de Jameson (1995) s’écrit dans la direction i :
W(i+1/2),j,k =
1
6
[−W(i+2),j,k + 7 W(i+1),j,k + 7 W(i−1),j,k −W(i−2),j,k] (4.21)
Le schéma centré doit être augmenté par l’ajout d’un terme de viscosité artificiel du second
ordre qui est utilisé à proximité des discontinuités et d’un terme de dissipation du quatrième ordre
qui sert à supprimer les oscillations paires-impaires. Les termes de dissipation sont similaires
aux termes de dissipation visqueuse, en utilisant des dérivées du vecteur d’état d’ordre 2 et 4
multipliées par un facteur d’échelle et un poids, ce dernier étant habituellement considéré comme
un switch.
Ce switch est formé en utilisant la valeur absolue de la dérivée seconde normalisée par la
pression, ce qui implique que le terme de dissipation au second ordre est faible partout excepté
dans les régions des forts gradients de pression. La dérivée seconde normalisée par la pression
peut s’écrire :
μi,j,k =
∥∥∥∥p(i+1),j,k − 2 pi,j,k + p(i−1),j,kp(i+1),j,k − 2 pi,j,k + p(i−1),j,k
∥∥∥∥ (4.22)
tandis que le terme switch s’écrit :
ν(i−1/2),j,k = max (μi−1,j,j ; μi,j,k) (4.23)
Préconditionnement
La problématique d’interaction fluide-structure dans le cas du faisceau de tubes met en jeu
des écoulements incompressibles. De manière à les simuler à l’aide NSMB qui est un solveur
compressible (cf. § 4.1, p. 69), nous avons du adopter un faible nombre de Mach (Ma = 0,18) ce
qui nécessite l’utilisation d’un préconditionnement.
La méthode de préconditionnement utilisée ici est celle de Weiss Smith (Weiss & Smith,
1995). Dans le solveur NSMB, de nombreuses méthodes de préconditionnement existent :
– méthode de Weiss-Smith (Weiss & Smith, 1995),
– méthode de Choi/Merkle,
– version Mulas de la méthode de Weiss-Smith,
– méthode de l’incompressibilité artificielle (Chorin, 1968).
La méthode la plus judicieuse pour simuler un écoulement imcompressible d’une telle complexité
avec un confinement élevé serait d’utiliser la méthode de l’incompressibilité artificielle. Cepen-
dant, cette méthode n’a pu donner des résultats satisfaisants dans le cas de la déformation de
maillage. C’est pourquoi nous nous sommes orientés vers l’une des trois autres méthodes.
Après une série de simulations instationnaires effectuées sur la configuration du faisceau de
tubes statique (tous les cylindre sont fixes), il s’est avéré que les champs de masse volumique
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(b)
(a)
ρ/ρref.
ρ/ρref.
Figure 4.2 – Instantanés de champ de masse volumique relative à la masse volumique de réfé-
rence pour les modèles k−ω−OES (a) et Spalart-Allmaras (b) obtenus avec le préconditionnement
de Weiss-Smith
obtenus étaient tout à fait corrects puisque nous obtenons dans chacun des trois cas un écart
maximum de 5% par rapport à la masse volumique de référence (cf. Fig. 4.2).
Par ailleurs, une étude comparative en terme de temps de calcul entre les méthodes de Weiss-
Smith, de Choi/Merkle et de la version Mulas de la méthode de Weiss-Smith ont permis de
mettre en évidence que, pour le cas du faisceau de tubes, le préconditionnement de Weiss-Smith
dans sa formulation classique permettait d’obtenir des temps de calculs, en moyenne, plus faible
que les deux autres méthodes. C’est pourquoi c’est la méthode de Weiss-Smith qui a été choisie
ici pour réaliser les simulations 2D et 3D dans le cas du faisceau. Il est à noter que pour la
validation du mouvement libre (cf. § 5, p. 91) dans le cas du cylindre seul, le préconditionnement
de Weiss-Smith a également été utilisé de manière à conserver des paramètres numériques le plus
proche possible des simulations numériques portant sur le faisceau de tubes.
Nous allons maintenant décrire plus en détail le préconditionnement de Weiss-Smith, utilisé
dans notre étude.
La dérivation de la matrice de préconditionnement commence par transformer les variables
dépendantes W de l’équation de Navier-Stokes (Éq. (4.1), p. 69) en variables primitives Q comme
suit :
∂W
∂Q
∂
∂t
Q+
∂
∂x
(fc − fv) + ∂
∂y
(gc − gv) + ∂
∂z
(hc − hv) = 0 (4.24)
où, Q est donné par :
Q =
⎡⎢⎢⎢⎢⎢⎣
p
u
v
w
T
⎤⎥⎥⎥⎥⎥⎦ (4.25)
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et le Jacobien ∂W/∂Q par :
∂W
∂Q
=
⎡⎢⎢⎢⎢⎢⎣
ρp 0 0 0 ρT
ρp u ρ 0 0 ρT u
ρp v 0 ρ 0 ρT v
ρp w 0 0 ρ ρT w
ρp H− 1 ρ u ρ v ρ w ρT H+ ρ cp
⎤⎥⎥⎥⎥⎥⎦ (4.26)
avec :
ρp =
∂ρ
∂p
∣∣∣∣
T
et ρT =
∂ρ
∂T
∣∣∣∣
p
(4.27)
Le choix de la variable Q se justifie par plusieurs raisons : elle s’impose naturellement pour
la résolution d’écoulements incompressibles et le choix de la pression comme variable dépen-
dante autorise la propagation des ondes acoustiques. Tout ceci apparaît plus clairement lorsque
l’éq. (4.24) est transformée dans une forme non-conservative en multipliant par la matrice de
déformation K :
K
∂W
∂Q
∂
∂t
Q+K
∂
∂x
(fc − fv) +K ∂
∂y
(gc − gv) +K ∂
∂z
(hc − hv) = 0 (4.28)
où :
K =
⎡⎢⎢⎢⎢⎢⎣
1 0 0 0 0
−u 1 0 0 0
−v 0 1 0 0
−w 0 0 1 0
−H+ ν2 −u −v −w 1
⎤⎥⎥⎥⎥⎥⎦ ⇒ K
∂W
∂Q
=
⎡⎢⎢⎢⎢⎢⎣
ρp 0 0 0 ρT
0 ρ 0 0 0
0 0 ρ 0 0
0 0 0 ρ 0
−1 0 0 0 ρ cp
⎤⎥⎥⎥⎥⎥⎦ (4.29)
Le système est préconditionné en remplaçant la matrice de l’éq. (4.29) par la matrice de
préconditionnement suivante (·nc du fait du système non-conservatif) :
Γnc =
⎡⎢⎢⎢⎢⎢⎣
Θ 0 0 0 ρT
0 ρ 0 0 0
0 0 ρ 0 0
0 0 0 ρ 0
−1 0 0 0 ρ cp
⎤⎥⎥⎥⎥⎥⎦ (4.30)
où Θ est donné par :
Θ =
1
u2ref.
− ρT
ρ cp
(4.31)
uref. est une vitesse de référence, définie :
– pour un gaz parfait :
uref. =
⎧⎪⎨⎪⎩
η c si |ν| < η c
|ν| si η c < |ν| < c
c si |ν| > c
(4.32)
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– pour un fluide incompressible avec ρ = ρ(T ) :
uref. =
{
η umax. si |ν| < η umax.
|ν| si |ν| > η umax. (4.33)
avec η un nombre petit (≈ 10-5) pour éviter les singularités aux points de stagnation, et c la
vitesse du son dans un gaz parfait.
c =
√
γ Rs T (4.34)
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4.1.3 Méthode de déformation de maillage par méthode Arbitrary Lagran-
gian Eulerian
Pour l’étude de l’interaction fluide-structure dans laquelle un cylindre est en mouvement, la
simulation aura recours à une formulation Arbitrary Lagrangian Eulerian (ALE) conçue pour
satisfaire la loi de conservation géométrique (GCL) (Farhat et al. (1995), Cao et al. (2002)). Les
informations utiles à la déformation de maillage sont obtenues grâce à l’algorithme de Newmark
(cf. § 4.2.1, p. 81). Cette formulation permet de conserver une approche lagrangienne près de la
structure et une approche eulérienne dans l’espace lointain. Le maillage est déformé à chaque
pas de temps.
0 5 10 15 20
-4
-2
0
2
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6
Figure 4.3 – Exemple d’une déformation de maillage en utilisant l’ALE dans NSMB sur le
cas du cylindre seul (maillage noir à l’instant t = 0 et maillage gris à l’amplitude maximale
d’oscillation)
Elle a été développée historiquement par des mécaniciens du solide, plus habitués aux équa-
tions sous forme Lagrangienne. Le concept d’ALE est apparu dans les années 1970, sous la
dénomination « méthode couplée Eulèrienne-Lagrangienne », pour une configuration hydrodyna-
mique bidimensionnelle avec des parois mobiles (Noh, 1964). L’application en interaction fluide-
structure est apparue avec Donea et al. (1982). Cette méthode est largement utilisée en IFS. Une
importante bibliographie et de nombreux articles lui sont consacrés (Donea & Huerta (2003) et
Donea et al. (2004))
La méthode utilise trois systèmes de coordonnées ; le système Eulèrien, le système Lagrangien
et un système mixte pour communiquer entre les deux. En effet, dans cette formulation, le point
de vue pris est celui d’un maillage mobile imaginaire du domaine fluide, possédant une vitesse.
Cette vitesse de maillage peut prendre arbitrairement :
– la valeur de la vitesse fluide, comme par exemple dans la région proche paroi, permettant
une bonne résolution de l’interface fluide-structure,
– une valeur nulle pour le calcul à l’intérieur du domaine fluide,
– une valeur qui varie de façon continue entre ces deux extrêmes.
Elle permet ainsi de minimiser les inconvénients en conservant le maximum davantages des deux
approches (Eulèrienne et Lagrangienne).
Les formulations des équations sont celles de Navier-Stokes dans le cadre général (avec prise
en compte des vitesses de maillage), exprimées dans un système de coordonnées curvilignes
77
4.1 Code NSMB
généralisé dans l’espace de calcul (qui peut être différent de l’espace physique).
Le passage d’un système de coordonnées à un autre se fait par l’intermédiaire des jacobiens
de transformation dans la formulation intégrale du système. L’intégration de ce système se fait
en deux temps. Est d’abord effectué le traitement de la partie Lagrangienne des flux près de
l’interface fluide-structure en supposant la vitesse de maillage égale à la vitesse du fluide avant
de passer au calcul du reste des termes.
En connaissant le mouvement de la structure, le maillage fluide est remis à jour et les termes
Lagrangiens sont corrigés en rajoutant les termes purement convectifs. L’utilisation de plusieurs
référentiels donne une grande liberté pour le traitement des déformations sur l’interface fluide-
structure. Néanmoins, cette formulation possède quelques inconvénients. En effet, le fait de faire
appel à un traitement Lagrangien ne permet pas d’utiliser l’ensemble des schémas décentrés
disponibles en mécanique des fluides (particulièrement dans le traitement d’écoulements com-
pressibles ce qui sort de notre problématique incompressible des écoulements dans un faisceau
de tubes). La formulation est relativement lourde du fait de l’utilisation de trois systèmes de
coordonnées, mais relativement robuste ce qui nous a poussé à la choisir dans le cadre de cette
étude.
Il aurait également été possible d’utiliser une méthode de maillage dynamique, où le maillage
du domaine fluide est considéré comme un système pseudo élastique, et où la déformation du
maillage est donc déterminée par la résolution d’équations linéaires de l’élasticité (Bourdet,
2005). Cette méthode n’a aucun recours aux coordonnées Lagrangiennes, mais uniquement aux
coordonnées mixtes et Eulèriennes, ce qui en fait une méthode plus proche des techniques utilisées
en mécanique des fluides.
De manière à déformer de manière plus uniforme dans le cas de grand déplacement, l’utili-
sation d’un « sous-maillage grossier » aurait permis, en plus de limiter l’écrasement des mailles
proche paroi, une réduction du coût de calcul (Lefrançois (2008) et Lefrançois (2010)) : c’est la
méthode MSA (Moving Submesh Approach).
Pour une structure rigide indéformable, et aux vues des faibles déplacements encourus dans
le cas du faisceau de tubes, les méthodes du maillage dynamique et MSA n’apportent qu’un
avantage faible en augmentant significativement le coût numérique.
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4.2 Couplage fluide-structure
Les équations régissant la dynamique des fluides et de la structure sont de natures mathéma-
tiques différentes. Dans la résolution discrète, le problème structural est basé sur une approche
éléments finis, tandis que celui du fluide, sur une approche volumes finis, comme NSMB. Le
couplage reste un point clef de l’aéroélasticité et suscite de nombreux travaux (Darracq, 2003).
Les équations précédentes peuvent être résolues de nombreuses manières. Plusieurs schémas
d’intégration temporelle ont été testés par différents auteurs (Edwards et al. (1983), Piperno &
Farhat (1997)). Le problème majeur provient du couplage entre le système d’équation régissant
le mouvement de la structure et celui résolvant l’écoulement du fluide.
Deux alternatives sont possibles :
– en adoptant une écriture du problème qui réduit celui-ci à un unique système, résolu en un
seul bloc : c’est l’algorithme monolytique (Blom, 1998),
– en adoptant une approche dite décalée, où le problème comporte deux systèmes différents,
dépendants entre eux à chaque instant, et où l’avancement se fait parallèlement, pas à pas
dans le temps.
L’approche décalée présente l’avantage d’être plus simple à mettre en œuvre que l’approche
monolytique. Bien que l’approche monolytique permette de s’assurer, qu’à chaque instant, le
système soit convergé, le gain en précision est finalement faible au vu de la complexité mise
en jeu. Par ailleurs, cette approche impose la résolution en un seul système d’équations de na-
tures mathématiques différentes, et ne permet pas l’utilisation de schémas numériques différents,
s’appuyant sur les particularités de chacune. C’est pourquoi, comme de nombreux auteurs, nous
adopterons pour cette étude l’approche décalée.
En ce qui concerne la résolution, deux schémas d’intégration temporelle émergent de la littéra-
ture :
– le schéma basé sur la technique du temps dual qui autorise un couplage fort
– le schéma de Newmark qui contraint à un couplage faible
Les forces fluides fn+1 sont inconnues, et dépendent de la position de la structure à l’instant
(n+1), (xi)n+1s par l’intermédiaire du solveur fluide. Ainsi, il est nécessaire d’approcher f
n+1 afin
d’avancer le système d’un pas de temps. Le plus simple est d’approcher fn+1 par fn (Blom &
Leyland (1997), Willcox & Peraire (1997)), puis de calculer (xi)n+1s . Cette approximation d’ordre
0 impose l’emploi de pas de temps petits afin d’éviter que le schéma ne perturbe artificiellement
le système en lui apportant, ou en lui enlevant de l’énergie (cf. § 4.2.3, p. 84). Une approximation
du premier ordre peut être envisagée :
fn+1 = 2 fn − fn−1 (4.35)
pour un pas de temps constant (Prananta et al. (1998), Edwards et al. (1983)). Le schéma obtenu
perturbe moins le système que l’approximation à l’ordre 0, et a permis de calculer des frontières
d’instabilité avec une certaine précision.
D’autres techniques ont été employées, notamment la méthode de prédiction-correction as-
sociant un schéma de Newmark et une approximation au premier ordre (Prananta et al., 1998),
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ou un couplage des équations au niveau des itérations internes en pas de temps fictif (Alonso &
Jameson, 1994), ou bien encore des techniques itératives de type Newton (Melville et al., 1997).
Le shéma basé sur un pas de temps dual, à la différence du schéma de Newmark, permet
un couplage fort entre les solveurs, i.e., avec une convergence simultanée des deux systèmes
d’équation. Suivant le modèle de Jameson (Alonso & Jameson, 1994), il est proposé d’introduire
comme pour la résolution des équations de Navier-Stokes, un temps fictif dans le système régissant
le mouvement de la structure. Le système d’équation est alors avancé en temps fictif jusqu’à
l’obtention de la convergence souhaitée.
Le couplage fort présente des avantages dans la théorie, controversé par les inconvénients
pratiques. Sa mise en œuvre est lourde, et de plus, le couplage fort impose une déformation de
maillage à chaque itération interne ce qui alourdit énormément le coût de calcul.
Il est possible d’évaluer la qualité de la solution fournie par différents schémas en mesurant
la dispersion d’énergie dûe au schéma, qui est donnée par la différence entre l’énergie mécanique
de la structure et le travail des forces fluides (cf. § 4.2.3, p. 84).
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4.2.1 Équation de la dynamique et algorithme de Newmark
Á partir des équations de Lagrange, en considérant deux degrés de liberté, lorsque le profil
est en mouvement libre, soumis à des forces fluides, nous obtenons :{
m x¨s + ax x˙s + rx xs = fx
m z¨s + az z˙s + rz zs = fz
(4.36)
fx(t) et fz(t) étant respectivement les forces de traînées et de portance générées par le fluide sur
le cylindre. Nous faisons ici l’hypothèse des petites perturbations (valable pour des déplacements
faibles).
L’équation (4.36) peut également s’écrire sous forme matricielle :
M X¨s +A X˙s +R Xs = F (4.37)
avec :
M =
[
m 0
0 m
]
, A =
[
ax 0
0 az
]
et R =
[
rx 0
0 rz
]
(4.38)
et :
X¨s =
[
x¨s
z¨s
]
, X˙s =
[
x˙s
z˙s
]
, Xs =
[
xs
zs
]
et F =
[
fx
fz
]
(4.39)
Dans la suite, nous considèrerons que la structure est homogène selon ces deux directions :{
ax = az = a
rx = rz = r
(4.40)
En considérant la forme matricielle, nous pouvons utiliser la méthode de Newmark pour la
résoudre pas à pas (Newmark, 1959).
Ce schéma est un des plus répandu pour résoudre sous forme implicite les équations de la
dynamique. Il est basé sur l’hypothèse de l’accélération linéaire et se formule comme suit :⎧⎪⎪⎨⎪⎪⎩
(x˙s)
n+1
i = (x˙s)
n
i +
[
(1− δs) (x¨s)n+1i
]
Δt
(xs)
n+1
i = (xs)
n
i + (x˙s)
n
i Δt+
[(
1
2
− αs
)
(x¨s)
n+1
i
]
Δt2
(4.41)
avec Δt le pas de temps et (·n) et (·n+1) les instants considérés.
Les paramètres αs et δs permettent de modifier la précision et la stabilité du schéma. L’hy-
pothèse de l’accélération linéaire impose le couple (αs ; δs) = (1/6 ; 1/2), qui rend l’algorithme
conditionnellement stable.
Par contre, pour le couple de valeur (αs ; δs) = (1/4 ; 1/2), c’est cette fois-ci l’hypothèse
de l’accélération moyenne constante qui est choisie. L’algorithme est alors inconditionnellement
stable. En effet, Newmark a démontré que son algorithme était inconditionnellement stable pour
(αs ; δs) ≥ [0,5 ; 0,0625 (2 αs + 1)2].
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En utilisant la méthode de Houbolt (Darracq, 2003), où le vecteur des variables est interpolé
par polynôme cubique (xs)ni sur les instants (n − 2), (n − 1) et (n + 1), le développement des
différences arrières (backward differences) s’écrivent :⎧⎪⎪⎪⎨⎪⎪⎪⎩
(x˙s)
n+1
i =
1
6 Δt
[−2 (xs)n−2i + 9 (xs)n−1i − 18 (xs)ni + 11 (xs)n+1i ]
(x¨s)
n+1
i =
1
Δt2
[−(xs)n−2i + 4 (xs)n−1i − 5 (xs)ni + 2 (xs)n+1i ]
(4.42)
Ces différences arrières ne font pas intervenir le temps postérieur (contrairement aux différences
centrées). Pour obtenir un schéma en (n+ 1), il faut donc considérer l’équation (4.37) au temps
(n+ 1) :
M X¨n+1s +A X˙
n+1
s +R X
n+1
s = F
n+1 (4.43)
En substituant (4.42) dans (4.43), et en factorisant nous obtenons :[
2
Δt2
M +
11
6 Δt
A+R
]
(xs)
n+1
i = F
n+1
+
[
5
Δt2
M +
3
Δt
A
]
(xs)
n
i
−
[
4
Δt2
M +
3
2 Δt
A
]
(xs)
n−1
i
−
[
1
Δt2
M +
1
3 Δt
A
]
(xs)
n−2
i
(4.44)
Le schéma apparaît comme implicite et de pas 3.
Finalement, en combinant ces équations, nous pouvons formuler l’algorithme de Newmark
sous la forme :
(xs)
n+1
i = [a0 M + a1 A+R]
−1 {Fn+1 +M [a0 (xs)ni + a2 (x˙s)ni + a3 (x¨s)ni ]
+A [a1 (xs)
n
i + a4 (x˙s)
n
i + a5 (x¨s)
n
i ]}
(4.45)
avec (a0, · · · , a5) des combinaisons de αs et de δs telles que :
a0 = 1/(αs Δt
2) a3 = 0,5/αs − 1
a1 = δs/(αs Δt) a4 = δs/αs − 1
a2 = 1/(αs Δt) a5 = 0,5 Δt (δs/αs − 2)
(4.46)
Du fait de sa stabilité (inconditionnelle pour l’hypothèse de l’accélération moyenne constante)
et de l’abscence de dissipation numérique, la résolution par l’algorithme de Newmark reste très
largement utilisée pour la simulation des systèmes dynamiques linéaires, comme dans le cadre
de la présente étude.
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4.2.2 Implémentation de l’algorithme de Newmark dans NSMB
Le code de calcul NSMB est un solveur fluide. Un solveur structure, basé sur la résolution
de l’équation de la dynamique avec l’algorithme de Newmark (cf. § 4.2.1, p. 81) a été rajouté au
solveur durant cette thèse, dans le cadre de la déformation de maillage. Cette implémentation
du solveur structure au sein du solveur nécessite en entrée les paramètres de masse, raideur et
amortissement de la structure, ses paramètres de position, de vitesse et d’accélération à l’instant
n et les forces fluides qui s’appliquent sur sa paroi au même instant. Comme vu précédemment,
les forces seront extrapolées à l’instant (n+1) par une extrapolation linéaire Éq. 4.35. Le solveur
structure déterminera alors les paramètres de position, vitesse et accélération à l’instant (n+1).
Ensuite, le maillage sera déformé et le solveur fluide passera à l’itération suivante.
Initialement, dans le code NSMB, les forces fluides qui résultent de l’intégration des valeurs
de la variable de pression sur la surface de la structure, sont calculées à la fin des itérations
internes. En effet, entre deux pas de temps externes n et (n+ 1), une série d’itérations internes
sont réalisées afin d’atteindre la précision souhaitée (fixée par le résidu). Nous obtenons donc le
schéma de couplage présenté à la figure 4.4 où les 4 étapes du couplage sont représentées :
(1) : exécution du solveur fluide pour définir le vecteur d’état Wn à partir des données de l’instant
(n− 1) (cf. § 4.1, p. 69) et calcul des forces à l’instant n,
(2) : transfert des valeurs des forces du solveur fluide au solveur structure,
(3) : calcul de la position, vitesse et accélération de la structure à l’instant (n + 1) à partir de
celles à l’instant n et la force à l’instant (n+ 1) (extrapolation linéaire),
(4) : déformation du maillage en tenant compte de la nouvelle position de la structure.
n+ 1
n
xn−1i , f
n−1
i ...
it
ér
at
io
ns
in
te
rn
es
xni = x
n−1
i , f
n
i
n+ 1
↓
xn+1i
Déformation de maillage
n : fni → fn+1i
SOLVEUR FLUIDE SOLVEUR STRUCTURE
(1)
(2)
(3)
(4)
Figure 4.4 – Schéma du couplage numérique utilisé dans cette étude entre les solveurs fluide et
structure
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4.2.3 Qualité de la résolution et dispersion énergétique
Le schéma adopté est un schéma numériquement « faible » dans le sens où la nouvelle position
de la structure xn+1i ne modifie par la solution fluide au départ de l’itération (n+1) (Lefrançois
& Boufflet, 2010).
De manière à apprécier la qualité de ce couplage, qui peut être justifié à condition de prendre
un pas de temps externe suffisamment petit, il faut s’intéresser aux échanges d’énergie qui se
produisent entre le fluide et la structure. La structure est une masse montée sur ressort amorti.
Pour un degré de liberté dans le sens transversal à l’écoulement, l’énergie mécanique totale de la
structure est donnée par :
Em =
1
2
m w2︸ ︷︷ ︸
masse
+
1
2
r z2︸ ︷︷ ︸
raideur
− 1
2
a w z︸ ︷︷ ︸
amortissement
(4.47)
avec m, r et a les paramètres de masse, raideur et amortissement de la structure et z et w la
position et la vitesse de la structure dans le sens transversal à l’écoulement. L’énergie fluide quant
à elle, est déterminée par :
Ef = fz w Δt (4.48)
avec fz la force fluide s’appliquant sur la paroi de la structure, w la vitesse de déplacement de la
structure et Δt le pas de temps considéré. Pour le couplage soit satisfaisant, nous devons donc
respecter le critère de conservation de l’énergie suivant, à chaque itération n :
Emn+1 − Emn = Ef n+1 (4.49)
Dans la suite, nous allons présenter une illustration d’étude de qualité de couplage pour le
cas d’un cylindre seul en mouvement libre à Reynolds 100 en 2D qui correspond au cas d’étude
no2 (cf. § 5, p. 91).
Dans chacun des trois cas, tous les paramètres numériques et physiques sont identiques. Seul
le pas externe est variable. En définissant l’écart entre l’énergie fluide et la variation d’énergie
mécanique η par :
η =
(
ΔEm
Ef
− 1
)
× 100 (4.50)
de manière à apprécier la qualité du couplage fluide-structure, nous pouvons dresser le tableau 4.1
qui nous permet d’apprécier le gain apporté par un pas de temps externe plus faible sur la qualité
de ce couplage.
Δt∗ η tCPU
10-2 3,73% 76 728s
10-3 0,67% 122 7656s
10-4 0,19% 19 642 880s
Tableau 4.1 – Récapitulatif des résultats donnés par les 3 simulations instationnaires 2D
Un pas de temps externe de Δt∗2 = 10-3 semble être un bon compromis, vu la précision
du couplage vis-à-vis du temps de calcul. Avant de laisser le cylindre libre de se mouvoir, une
simulation instationnaire en cylindre fixe a été réalisée de manière à « lâcher » le cylindre qu’une
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fois le régime permanent sur les forces fluides établi (cf. § 5, p. 91). Nous pouvons remarquer
que pour cette simulation en configuration fixe, un pas de temps externe de Δt∗ = 10-2 était
suffisant pour atteindre un résidu convenable, alors que pour une simulation en configuration
libre (cylindre libre selon 1 degré de liberté), il faille au moins diviser par 10 ce pas de temps
pour arriver à une bonne précision de simulation.
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Figure 4.5 – Tracé de l’amplitude réduite A∗, de l’énergie fluide Ef et l’énergie mécanique Em
en fonction du temps adimensionnel t∗ pour 3 simulations instationnaires 2D de pas externe
différents (Δt∗1 = 10-2, Δt∗2 = 10-3 et Δt∗3 = 10-4) pour la prédiction du mouvement libre du
cylindre seul à Reynolds 100 pour les paramètres suivants : (m∗ ; a∗ ; r∗) = (5,00 ; 0 ; 9,88)
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4.3 Présentation des maillages utilisés dans cette étude
4.3.1 Maillage du cylindre seul
Ce maillage en « O », comportant 8 blocs et 21 218 points a été réalisé par Y. Hoarau. Il
permet de réaliser des simulations numériques à faible nombre de Reynolds.
uia →
CL écoulement libre
CL mur
0 1 2 3
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1
0.5025
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Figure 4.6 – Détails du maillage du cylindre seul : condition aux limites (en traits épais) de
mur sur le cylindre et d’écoulement libre au loin (faible Re ; D = 1 ; lpm = 2,5.10−3 ; 8 blocs ;
21 218 nœuds)
Les conditions aux limites sont :
– écoulement libre en entrée et en sortie : variables caractéristiques avec extrapolation dans
le temps (bc131 ),
– conditions de mur solide sur les parois du cylindre et sur les parties inférieures et supé-
rieures du maillage (bc300 ).
La largeur de la première maille (lpm) est de 2,5.10−3 pour un diamètre de cylindre de 1.
86
Approche numérique et couplage fluide-structure
4.3.2 Maillage 15 cylindres
Les paramètres géométriques de ce maillage, contenant 15 cylindres, sont inspirés des études
antérieures menées par EDF. Il a été réalisé en collaboration avec J. Vos, Y. Hoarau, G. Barbut
et E. Longatte. Il compte 252 blocs pour 168 144 nœuds. L’épaisseur de la première maille est
de 5.10−5 pour un diamètre de cylindres de 1, écartés d’un pas réduit de P ∗ = 1,44.
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uia →
Figure 4.7 – Conditions aux limites (en traits épais) (écoulement libre en entrée et en sortie, de
mur sur les cylindres et réflexives sur les parties inférieures et supérieures) sur le maillage EDF
(haut Re ; D = 1 ; P ∗ = 1,44 ; lpm = 5.10−5 ; 252 blocs ; 168 144 nœuds)
Les conditions aux limites sont :
– écoulement libre en entrée : variables caractéristiques avec extrapolation dans le temps
(bc131 ),
– écoulement libre en sortie : variables caractéristiques avec extrapolation dans le temps
(bc131 ),
– conditions de mur solide sur les parois des cylindres (bc300 )
– condition réflexive selon la composante v de la vitesse sur les parties inférieures et supé-
rieures du domaine (où v est la composante orthogonale à ces parties) (bc412 ).
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Figure 4.8 – Détails du maillage EDF (haut Re ; D = 1 ; P ∗ = 1,44 ; lpm = 5.10−5 ; 252 blocs ;
168 144 nœuds)
87
4.3 Présentation des maillages utilisés dans cette étude
4.3.3 Maillage 20 cylindres
Les paramètres géométriques de ce maillage, contenant 20 cylindres (15 cylindres complets
et 10 demi-cylindres) sont inspirés de l’étude expérimentale DIVA du CEA. Le maillage a été
réalisé en collaboration avec Y. Hoarau et F. Baj.
La géométrie se répartit en 80 blocs et 392 600 nœuds. La maille la plus fine a une épaisseur
de 1,5.10−4 pour un diamètre de cylindre de 1 qui sont écartés d’un pas réduit P ∗ = 1,5.
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Figure 4.9 – Détails du maillage 20 cylindres (haut Re ; D = 1 ; P ∗ = 1,5 ; lpm = 1,5.10−4 ; 80
blocs ; 392 600 nœuds)
Pour la configuration en 3 D, la troisième direction se compose d’environ 50 points pour une
longueur de 1 diamètre, ce qui nous donne un total de 21 930 648 nœuds pour 560 blocs.
Figure 4.10 – Configuration 3 D du maillage 20 cylindres (haut Re ; D = 1 ; P ∗ = 1,5 ; lpm =
1,5.10−4 ; 560 blocs ; 21 930 648 nœuds)
Les conditions aux limites sont :
– écoulement libre en entrée : variables caractéristiques, avec extrapolation dans le temps
(bc131 ),
– écoulement subsonique avec pression imposée en sortie (pour les écoulements confinés)
(bc230 ),
– conditions de mur solide sur les parois du cylindre et sur les parties inférieures et supérieures
du maillage (bc300 ),
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– condition de symétrie selon la troisième direction en 3 D (bc410 ).
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Figure 4.11 – Conditions aux limites d’entrée de mur et de sortie (en traits épais) sur le maillage
20 cylindres (haut Re ; D = 1 ; P ∗ = 1,5 ; lpm = 1,5.10−4 ; 80/560 blocs ; 392 600/21 930 648
nœuds)
4.3.4 Justification de l’emploi de ces maillages
Le maillage du cylindre seul nous a permis de valider le mouvement libre (cf. § 5, p. 91) avec
préconditionnement et avec déformation du maillage dans le solveur NSMB à l’aide des travaux
de (Shiels et al., 2000). Ces simulations 2D à Reynolds 100 nous ont permis de mener à terme une
validation pour des masses réduites m∗ > 1 pour notre méthode de couplage. Ces simulations ont
présenté l’avantage d’être relativement rapides et peu coûteuses (environ une quinzaine de jours
par simulation sur 4 processeurs) ce qui s’avérait nécessaire au vue de notre problématique. En
plus des différents essais, 6 cas d’études ont été réalisés, sur des longueurs de signal permettant
un traitement de signal acceptable.
En ce qui concerne les maillages du faisceau de tubes, les premiers essais ont été réalisés
sur le maillage EDF. Ce maillage présentait l’avantage de posséder des conditions aux limites
supérieures et inférieures périodiques. Cette typologie nous permettait, en plus de pouvoir simuler
un faisceau infini dans la direction perpendiculaire à l’écoulement, de s’affranchir du calcul de la
couche limite sur ces frontières de l’écoulement. En effet, l’ajout des conditions aux limites de
bord au maillage 20 cylindres engendre un affinement significatif du maillage sur les frontières
supérieures et inférieures de manière à simuler correctement ces zones fortement cisaillées de
l’écoulement sous peine de risquer de fausser le calcul.
Le maillage EDF permettait donc, en réduisant le nombre total de nœuds de pouvoir réaliser
des simulations moins coûteuses. Cependant, il s’est avéré que la complexité de l’écoulement,
surtout au niveau de son confinement, n’a pas permis d’utiliser des conditions périodiques. En
effet, l’écoulement global avait toujours tendance à « monter » ou à « descendre » ce qui faussait
la prédiction des charges instationnaires au niveau de la portance. Une étude paramétrique des
paramètres numérique a été réalisée, mais la seule façon de venir à bout de ce problème était
de remplacer les conditions aux limites périodiques par des conditions de mur numériquement
plus robustes (les conditions aux limites réflexives n’ont pas permis elles non plus de résoudre
totalement ce problème, bien que l’écoulement soit plus symétrique que dans le cas de l’emploi
des conditions aux limites périodiques).
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Bien que plus fin, le maillage 20 cylindres comporte des avantages significatifs par rapport
au maillage EDF. La typologie de ses conditions aux limites tend à le rapprocher du banc
d’essais DIVA du CEA (d’où son nom), ce qui autorise une meilleure comparaison des résultats.
Ensuite la diminution du nombre de blocs (de 252 pour le maillage EDF à 80 pour le maillage
20 cylindres en 2D) augmente le rendement du calcul via le protocole MPI en diminuant le temps
de communication entre chacun des blocs. Pour finir, la finesse plus importante (plus fin que ce
que nécessiterait un calcul URANS standard (cf. § 3.3, p. 39)) du maillage 20 cylindres tend à
justifier l’utilisation d’approche OES (cf. § 3.4, p. 40) ou d’approche hybride de type DDES (cf.
§ 3.6.3, p. 64) pour les simulations tridimensionnelles. Les y+max. obtenus sur les faces du cylindre
central varient entre 0,5 et 0,8 suivant les modèles utilisés ou les runs considérés, sachant que
Spalart (2001) dans son « Young-Person’s Guide to Detached-Eddy Simulation Grids » préconise
un y+max. ≈ 0,5.
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Cylindre seul en configuration statique
et libre à bas-Reynolds
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De manière à analyser la capacité prédictive de modèles de turbulence statistiques et hybrides
pour capter les instabilité d’un écoulement dans un faisceau de tubes, nous devions au préalable
nous assurer que les implémentations des fonction de couplage fluide-structure (cf. § 4, p. 67)
donnaient des résultats satisfaisants. C’est pourquoi nous avons entrepris d’effectuer une valida-
tion du mouvement sur une configuration simple de cylindre seul à faible nombre de Reynolds
(sans modèle de turbulence) dans ce chapitre, à l’aide du code de calcul NSMB (cf. § 4, p. 67).
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Avant d’étudier le cas du faisceau de tubes, il semblait important de vérifier les résultats
obtenus en oscillation libre sur un cylindre seul sans modélisation de turbulence (Reynolds 100).
À ce Reynolds là, nous nous situons dans le régime laminaire instationnaire bi-dimensionnel.
Une simulation 2D semble donc suffisante pour capter l’essentiel de la physique de l’écoulement
(Persillon & Braza, 1998) (cf. § 2.1.1, p. 20).
Le calcul numérique a été effectué avec NSMB en simulation numérique directe en 2D sur le
maillage du cylindre seul (cf. § 4.3.1, p. 86). Le nombre de Reynolds est de 100 et un précondi-
tionnement de Weiss Smith (cf. § 4.1.2, p. 73) a été utilisé de manière à simuler un écoulement
incompressible.
L’algorithme de Newmark (cf. § 4.2.1, p. 81) et la méthode de déformation de maillage
Arbitray Lagrangian Eulerian (cf. § 4.1.3, p. 77) ont été utilisés de manière à laisser la structure
en mouvement libre.
5.1 Simulation instationnaire en configuration statique
Dans un premier temps, une simulation instationnaire est effectuée sur le cylindre fixe de
manière à obtenir un régime permanent au niveau des oscillations des forces de traînée et de
portance.
Le pas de temps externe est de Δt∗ = 1.10−2 et le calcul a duré t∗ = 300 ce qui nous fait un
total de 30 000 points. Le calcul a été réalisé en 2D dans le plan (x,z) avec un écoulement selon
x (la variable u est par conséquent la variable de vitesse longitudinale, et w, celle de la vitesse
transversale).
5.1.1 Résultats issus de la simulation
L’analyse spectrale présentée à la figure 5.3 a utilisé une seule fenêtre de type Hanning, avec,
en complément du 0-padding pour atteindre la puissance de 2 la plus proche, un 0-padding de
2 (×22) : 20 001 → 215 → 217. L’échantillon de signal s’étend de t∗ = 100 à t∗ = 300 (environ
20 001 points).
La figure 5.3 révèle deux pics d’énergie : un à un Strouhal de 0,17, l’autre à un Strouhal
de 0,33. Ces pics démontrent l’existence d’un détachement tourbillonnaire de von Kármán. Le
coefficient de portance CL n’est porteur que de la fréquence principale du lâcher tourbillonnaire
tandis que le coefficient de traînée CD, de la fréquence principale et de son double.
La contenance de ces deux fréquences dans le coefficient de traînée vient du fait que chaque
période correspond au lâcher d’un tourbillon (contrairement au coefficient de portance où chaque
période correspond au lâcher du tourbillon inférieur et du tourbillon supérieur, ce qui en fait une
période deux fois plus importante, et donc une fréquence deux fois plus petite).
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z−Vort.
u/uia
ρ/ρia
w/wia
Figure 5.1 – Iso-contours instantanés (relatives aux valeurs infini-amont) des vitesses longitudi-
nales u, transversales w, de la masse volumique ρ et de la vorticité dans le plan perpendiculaire
à l’écoulement pour une simulation directe instationnaire à Reynolds 100 autour d’un cylindre
fixe en 2D avec NSMB
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Figure 5.2 – Tracés des coefficients de traînée CD et de portance CL des charges fluides insta-
tionnaires sur la paroi du cylindre circulaire fixe en fonction du temps adimensionnel
Dans le tableau 5.1 sont rappelées les différentes valeurs importantes à noter sur les signaux
temporels des coefficients des forces de traînée et de portance. Elles sont calculées sur l’échantillon
de signal s’étalant de t∗ = 100 à t∗ = 300 et peuvent être graphiquement observées sur la
figure 5.3.
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Figure 5.3 – Spectres de puissance des coefficients de traînée et de portance des charges fluides
instationnaires sur la paroi du cylindre circulaire fixe
St CD CD,min. CD,max. CD,amp. CL,RMS CL,min. CL,max. CL,amp.
0,166 1,360 1,349 1,369 0,010 0,231 −0,327 0,328 0,327
Tableau 5.1 – Valeurs issues de la simulation d’un écoulement selon x à Reynolds 100 autour
d’un cylindre circulaire fixe en 2D avec NSMB
La figure 5.1 représente quatre tracés d’iso-contours instantanés issus de cette simulation. La
faible variation de la masse volumique ρ justifie l’emploi du préconditionneur de Weiss-Smith
(cf. § 4.1.2, p. 73). Nous rappelons en effet que le code utilisé est un code compressible, et qu’il
sert ici à simuler des écoulements incompressibles, d’où l’intérêt du préconditionneur. Les iso-
contours de vitesses longitudinales et transversales font apparaître une allée tourbillonnaire de
von Kármán qui se prolonge assez loin en aval du cylindre, ce qui renforce notre choix de maillage
quant à sa finesse.
Grâce à l’analyse spectrale présentée à la figure 5.3, il est possible de définir une période de
l’écoulement (1/St). Sur la figure 5.4 sont tracés, sur cette période de l’écoulement, 4 iso-contours
instantanés du coefficient de pression Cp (tous les quarts de période). En accord avec le tracé du
coefficient de pression sur le graphe, nous pouvons constater une relativement bonne symétrie
au sein de la période de l’écoulement. Cette symétrie est d’autant plus révélée par l’iso-contours
du champ moyen, qui apparaît comme bien symétrique.
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Figure 5.4 – Iso-contours et lignes de courant (en blanc) instantanés et moyens du coefficient de
pression sur une période de l’écoulement pour une simulation directe instationnaire à Reynolds
100 autour d’un cylindre fixe en 2D avec NSMB
5.1.2 Validation de la simulation
Il est maintenant intéressant de connaître la validité des résultats obtenus. Une comparaison
similaire a également été menée par Deloze (2011) dans le cas de ses travaux sur les méthodes
Chimères mais ne sera pas détaillée ici.
D’après la liste non exhaustive récapitulée au tableau 5.2, notre simulation semble en accord
avec la littérature. Cette étude préliminaire va servir à valider l’algorithme de couplage fluide-
structure NSMB en déformation de maillage, il n’est donc pas nécessaire d’approfondir l’étude
de l’écoulement autour d’un cylindre fixe.
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Auteur(s) St CD CL,RMS
Braza et al. (1986a)
0,16 1,28 /
Stansby & Slaouti (1993)
0,166 1,32 0,35
Persillon & Braza (1998)
0,165 1,25 /
Williamson & Brown (1998)
0,1666 / /
Shiels et al. (2001)
0,167 1,33 0,30
Rajana et al. (2009)
0,1569 1,3353 0,1792
Présente étude 0,166 1,360 0,231
Tableau 5.2 – Comparaison des résultats pour un écoulement instationnaire autour d’un cy-
lindre fixe à Reynolds 100
Le Strouhal de 0,166 peut être défini comme une fréquence propre du fluide pour une configu-
ration donnée (cylindre seul en statique) que nous pourrons noter St0, par analogie à la fréquence
propre de la structure solide f∗s0
f∗s0 =
ω0 d
2 π u
=
d
2 π u
√
r
m
(5.1)
avec r la raideur et m la masse de la structure.
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5.2 Simulation instationnaire en configuration libre
La structure possède maintenant 1 degré de liberté (ddl) dans la direction perpendiculaire à
l’écoulement. Elle réagit comme un ressort amorti vis-à-vis des forces de portance qui s’appliquent
sur la paroi du cylindre (cf. Fig. 4.1, p. 68). Si le cylindre est libre de se mouvoir, l’aspect
périodique des forces fluides peut faire osciller la structure cylindrique. En retour, ce déplacement
peut modifier l’organisation de l’écoulement et l’interaction fluide-structure se complexifie (cf.
§ 2.3, p. 28).
Les cas étudiés ont été choisis dans les travaux de Shiels et al. (2001) pour les configurations
libres et sont rappelés à la figure 5.3. Ils se situent dans la zone d’accrochage en fréquence (VIV ),
avec un amortissement structural nul.
La plupart des simulations effectuées au cours de cette étude correspondent bien aux résultats
obtenus par Shiels et al. (2001). Pour le CL,RMS, tous les cas possèdent moins d’1% d’erreur
relative entre eux (figure 5.5(c)). Seul les cas 3 et 5 ne sont pas en accord (figure 5.5(a),(b),(d)).
Les cas 3 et 5 sont particulièrement difficiles à simuler ; en effet, la masse réduite de ces cas
est inférieure à 1. La structure est donc plus légère que le fluide, ce qui rend le couplage délicat.
Pour résoudre ce problème, un couplage de type fort semble nécessaire. Cependant, dans le cas
du faisceau de tubes, nous nous situons dans des cas où m∗ > 1. Le couplage étant relativement
fiable pour les 4 autres cas, il semble suffisant pour notre étude.
La fréquence d’oscillation de la structure et le Strouhal de l’écoulement sont proches (de 10
à 20% d’écart) ce qui nous situe à proximité de la fréquence pour laquelle l’amplitude maximale
d’oscillation est atteinte (Bearman (1984), figure 5.5(f)), à la fois dans la présente étude et dans
les travaux de Shiels et al. (2001).
Le couplage semble donc validé pour les cas où m∗ > 1∗, dans la zone d’accrochage. Nous
pouvons donc penser qu’il est a priori valable pour des configurations de type faisceau de tubes.
Les simulations ont nécessité une diminution du pas de temps externe de manière à satisfaire
au couplage énergétique (cf. § 4.2.3, p. 84).
Dans la suite, les détails des 6 cas d’études sont présentés : des instantanés, les tracés tempo-
rels des signaux de force et d’amplitude réduite des oscillations de la structure ainsi que l’analyse
spectrale de ces signaux. L’analyse spectrale a été réalisée en moyennant 3 ou 4 périodogrammes
modulés avec une fenêtre ronde de type Hanning avec un « 0-padding » de n = 3.
cas f∗s0 St = f
∗
s CD CD,min. CD,max. CD,amp. CL,RMS CL,min. CL,max. CL,amp.
1 0,155 0,15 1,707 1,444 1,977 0,267 0,039 −0,064 0,066 0,065
2 0,224 0,19 2,142 1,476 2,954 0,739 0,902 −1,332 1,333 1,332
3 0,225 0,15 1,657 1,427 1,899 0,236 0,017 −0,023 0,025 0,024
4 0,224 0,19 1,426 1,269 1,644 0,188 0,624 −1,175 1,178 1,177
5 0,225 0,17 1,904 1,481 2,355 0,437 0,154 −0,219 0,221 0,220
6 0,224 0,19 2,141 1,486 2,849 0,681 0,528 −0,767 0,768 0,767
Tableau 5.3 – Valeurs issues des simulations d’un écoulement selon x à Reynolds 100 autour
d’un cylindre circulaire en mouvement en 2D avec NSMB
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m∗ 5,00 5,00 0,05 10,00 0,50 2,50
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Figure 5.5 – Comparaison des résultats de la présente étude (en gris) par rapport à ceux de Shiels
et al. (2001) (en blanc), avec erreur relative (en noir) et rapport fréquence propre de la structure
et Strouhal () pour les 6 cas d’étude pour un cylindre circulaire à Re = 100 (a∗ = 0) dans le
cadre de la validation du mouvement libre (A∗z, l’amplitude adimensionnelle des oscillations de
la structure selon z, f∗s la fréquence réduite d’oscillation de la structure, CL,RMS la valeur RMS
du coefficient de portance, CD la valeur moyenne du coefficent de traînée, f∗s0 la fréquence réduite
propre de la structure et St0, le nombre de Strouhal de l’écoulement à Re = 100 en configuration
statique)
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Cas d’étude no1
z−Vort.
u/uia
ρ/ρia
w/wia
Figure 5.6 – Iso-contours instantanés (relatives aux valeurs infini-amont) des vitesses longitudi-
nales u, transversales w, de la masse volumique ρ et de la vorticité dans le plan perpendiculaire
à l’écoulement pour une simulation directe instationnaire à Reynolds 100 autour d’un cylindre
en mouvement en 2D avec NSMB (cas 1)
La représentation des champs instantanés révèle une augmentation sensible de la largeur des
allées de von Kármán qui a plus que doublé par rapport au cas statique alors que l’amplitude
réduite du cylindre est de l’ordre de 0,4. La largeur de l’allée est donc supérieure à celle qui serait
obtenue par deux situations statiques où le cylindre serait diposé au maximum et au minimum
de son amplitude d’oscillation. La variation de position du cylindre entre ces deux états va donc
influencer la largeur de l’allée tourbillonnaire.
La fréquence du lâcher ne semble pas sensiblement modifiée sur cette série d’instantanés par
rapport au cas statique ce qui est cohérent avec le fait que la fréquence réduite propre d’oscillation
de la structure est de l’ordre de 0,155 tandis que le Strouhal de l’écoulement est de St0 = 0,166.
Il est à noter que cette proximité assure de situer le phénomène d’interaction fluide-structure
dans la zone d’accrochage en fréquence.
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Figure 5.7 – Tracés des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges fluides ins-
tationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position réduite du
centre de gravité du cylindre A∗ en fonction du temps (cas 1)
Les signaux temporels révèlent une augmentation des amplitudes de la traînée ce qui est ty-
pique dans la zone d’accrochage en fréquence (cf. § 2.3, p. 28). Nous pouvons également constater
une réduction des amplitudes de la portance.
Une seconde fréquence apparaît sur le signal du coefficient de portance qui correspond à la
fréquence dominante de la traînée : c’est la deuxième harmonique de la fréquence dominante
de la portance. L’existence de la troisième fréquence, visible sur la Fig. 5.8 p. 101, qui est la
troisième harmonique de la fréquence dominante de la portance, se retrouve également dans les
travaux de Dahl et al. (2010).
Le cas 1 se démarque des 5 autres par son rapport f∗s0/St0 < 1 (cf. Fig. 5.5, p. 98), ce qui
signifie que c’est le seul cas où la fréquence propre de la structure est inférieure à celle du lâcher
tourbillonnaire dans le cas statique. Dans cette situation, nous pouvons penser que la structure
solide va devoir osciller à une fréquence supérieure à sa fréquence propre. Par rapport au cas
statique, le fluide va donc pouvoir s’écouler avec moins de résistance autour du cylindre, ce qui
explique la diminution des amplitudes de la portance observée à la Fig. 5.7.
L’amplitude de la portance étant plus faible, la deuxième harmonique (qui correspond à
la fréquence fondamentale de la traînée) perturbe davantage le signal, comme nous pouvons
l’observer à la Fig. 5.8. En effet, par rapport au cas statique, l’amplitude de la traînée a augmenté,
et celle de la portance a diminué. Par contre, la position du centre de gravité du cylindre,
directement dépendante du coefficient de portance ne subit pas cette perturbation. Un effet de
lissage inertiel apparaît pour finalement être en phase avec la partie du signal de la portance liée
à sa fréquence prédominante.
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Figure 5.8 – Spectres de puissance des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges
fluides instationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position
réduite du centre de gravité du cylindre A∗ en fonction de la fréquence réduite St (cas 1)
Le tracé des spectres met en évidence deux fréquences prédominantes en ce qui concerne la
position réduite du centre de gravité du cylindre : f∗s et 3×f∗s . Ces deux fréquences apparaîssent,
d’intensité plus égales, sur le spectre du coefficient de portance. Cette différence de niveau de
3 × f∗s entre ces deux spectres dénote le fait que la structure réagit davantage à la fréquence
d’accrochage f∗s qu’à sa troisième harmonique (lissage inertiel observé précedemment).
La fréquence prédominante de la traînée se repère également sur le spectre du coefficient
de portance, avec une intensité faible (deuxième harmonique). Cette harmonique, de puissance
nettement plus importante que dans le cas statique s’explique par les effets couplés d’une ré-
duction globale de la puissance de la portance, et d’une augmentation globale de la puissance
de la traînée. L’augmentation globale de la puissance de la traînée vient du fait que nous nous
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situons dans la zone d’accrochage, tandis que la diminution de celle de la portance, du fait que
la fréquence propre de la structure est inférieure à celle du fluide (f∗s0 < St0).
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Cas d’étude no2
z−Vort.
u/uia
ρ/ρia
w/wia
Figure 5.9 – Iso-contours instantanés (relatives aux valeurs infini-amont) des vitesses longitudi-
nales u, transversales w, de la masse volumique ρ et de la vorticité dans le plan perpendiculaire
à l’écoulement pour une simulation directe instationnaire à Reynolds 100 autour d’un cylindre
en mouvement en 2D avec NSMB (cas 2)
L’amplitude réduite d’oscillation est ici de l’ordre de 0,5. La largeur du lâcher tourbillonnaire
est plus élevée que dans le cas statique, mais proche de la largeur qui serait obtenue pour deux
simulations statiques aux maximum et minimum de la position du cylindre. Le mouvement du
cylindre a donc moins d’influence sur la largeur des allées tourbillonnaires, ce qui peut s’expliquer
par le fait que la fréquence d’oscillation est dans ce cas plus éloignée (en étant plus élevée) de la
fréquence du lâcher tourbillonnaire dans le cas statique (0,19 > 0,17, f∗s0/St0 > 1). Ce phénomène
peut être vu comme le fait que la structure solide va contratier davantage l’écoulement autour
de celle-ci, ce qui va provoquer une augmentation des amplitudes de la portance.
L’augmentation de la fréquence s’observe de façon notable par rapport au cas statique. La
fréquence propre de la structure étant supérieure à celle du fluide, il s’en suit une augmentation
de la fréquence d’accrochage (St0 < f∗s < f∗s0). Il est important de rappeler que trois fréquences
sont mises en jeu ici :
– la fréquence propre de la structure, intrinsèque à ses caractéristiques f∗s0 ,
– la fréquence propre du fluide, qui ne dépend que du nombre de Reynolds pour une géométrie
donnée en configuration statique, notée St0
– la fréquence d’accrochage, qui n’est d’autre que la fréquence d’oscillation de la structure
f∗s et du lâcher tourbillonaire St en VIV (f∗s = St)
103
5.2 Simulation instationnaire en configuration libre
200 210 220 230 240 250
1.5
2
2.5
200 210 220 230 240 250
-1
0
1
200 210 220 230 240 250
-0.5
0
0.5
A∗
CL
CD
t∗
t∗
t∗
Figure 5.10 – Tracés des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges fluides ins-
tationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position réduite du
centre de gravité du cylindre A∗ en fonction du temps (cas 2)
L’amplitude d’oscillation de la traînée dans le mouvement libre est supérieure à celle du cas
statique, dénotant la présence de l’accrochage. L’amplitude de la portance est modifiée, mais
est cette fois-ci supérieure à celle du cas statique. La fréquence propre de la structure étant
supérieure à celle du fluide, la fréquence d’accrochage va se trouver supérieure à la fréquence
propre du fluide (f∗s > St0) ce qui va provoquer une augmentation de la portance.
L’oscillation de la structure reste en phase avec celle de la portance, ce qui est en accord avec
les travaux de Jauvtis & Williamson (2004) pour la gamme de vitesses réduites considérées.
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Figure 5.11 – Spectres de puissance des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges
fluides instationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position
réduite du centre de gravité du cylindre A∗ en fonction de la fréquence réduite St (cas 2)
L’influence de la deuxième harmonique de fréquence dominante de la portance se fait moins
ressentir que dans le cas précédent où la structure subissait davantage les effets du fluide, ce qui
s’explique par une augmentation à la fois de la puissance de la traînée et de la portance, qui vont
se compenser pour se ramener à un rapport d’intensité proche de celui du cas statique.
Comme observé précédemment, la première harmonique de la portance a peut d’effet sur
l’oscillation de la structure (lissage inertiel effectué par la structure).
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Cas d’étude no3
z−Vort.
u/uia
ρ/ρia
w/wia
Figure 5.12 – Iso-contours instantanés (relatives aux valeurs infini-amont) des vitesses longitu-
dinales u, transversales w, de la masse volumique ρ et de la vorticité dans le plan perpendiculaire
à l’écoulement pour une simulation directe instationnaire à Reynolds 100 autour d’un cylindre
en mouvement en 2D avec NSMB (cas 3)
La fréquence d’oscillation f∗s = 0,15 n’est plus comprise entre la fréquence propre de la
structure f∗s0 = 0,22 et celle du fluide St0 = 0,17 ce qui révèle une pathologie (utilisation
critique du couplage souple pour m∗ < 1). Cependant, la surélévation de la largeur de la bande
tourbillonnaire est en accord avec une fréquence d’accrochage plus faible que la fréquence propre
du fluide (0,15 < 0,17).
Les résultats semblent être ceux qui pourraient être obtenus avec une fréquence propre infé-
rieure à la fréquence propre du fluide. Les effets réciproques des échelles de temps de la structure
sur celles du fluide dépendent directement du couplage fluide-structure. Une mauvaise prise en
compte de ces effets s’explique par une faiblesse du couplage pour ce cas d’étude. Cette faiblesse
se retrouve également dans le cas 5. Le seul paramètre qui démarquent les cas 3 et 5 des 4 autres
est leur m∗ < 1. Le couplage ne semble donc pas fiable pour des masse réduites inférieures à 1,
en n’arrivant pas à prédire les bonnes fréquences d’oscillation.
Il est clair que notre prédiction du mouvement n’est pas bonne du fait que la fréquence
d’accrochage est en dehors de la fourchette imposée par la fréquence propre du fluide et de la
structure. De plus, dans ces deux cas, nos résultats ne sont pas en accord avec ceux de Shiels
et al. (2000) ce qui accrédite cette conclusion.
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Figure 5.13 – Tracés des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges fluides ins-
tationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position réduite du
centre de gravité du cylindre A∗ en fonction du temps (cas 3)
Du fait que la fréquence d’accrochage est inférieure à la fréquence propre du fluide, nous
observons ici aussi une diminution des amplitudes d’oscillation de la portance par rapport au cas
statique, sans toutefois observer d’impact significatif de la fréquence dominante de la traînée sur
la portance. Ceci peut s’expliquer par l’utilisation critique de la méthode de couplage.
L’amplitude d’oscillation de la traînée reste supérieure à celle du cas statique et le signal de
la position réduite du centre de gravité de la structure, en phase avec le signal du coefficient de
portance.
Dans ce cas, tout semble se passer (à l’impact réciproque de la portance et de la traînée près)
comme si la fréquence propre de la structure était inférieure à celle du fluide (alors qu’elle est
supérieure en réalité).
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Figure 5.14 – Spectres de puissance des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges
fluides instationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position
réduite du centre de gravité du cylindre A∗ en fonction de la fréquence réduite St (cas 3)
Ici aussi nous retrouvons une intensité de la deuxième harmonique de la portance relatiement
importante. Ceci tend à renforcer l’hypothèse de la considérations d’une « fausse fréquence propre
de la structure » par l’algorithme de couplage (du fait que m∗ < 1). L’influence de la deuxièmee
harmonique de la portance sur le mouvement de la structure solide est réduite mais de façon
moins significative. La structure de masse réduite faible semble donc davantage suivre toute les
fréquences induites par la portance, et pas seulement la fondamentale comme pour les cas où
m∗ > 1.
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Cas d’étude no4
z−Vort.
u/uia
ρ/ρia
w/wia
Figure 5.15 – Iso-contours instantanés (relatives aux valeurs infini-amont) des vitesses longitu-
dinales u, transversales w, de la masse volumique ρ et de la vorticité dans le plan perpendiculaire
à l’écoulement pour une simulation directe instationnaire à Reynolds 100 autour d’un cylindre
en mouvement en 2D avec NSMB (cas 4)
Les instantanés révèlent une augmentation de la largeur de la bande tourbillonnaire qui
avoisine celle du cas statique, majorée de l’amplitude d’oscillation de la structure. D’après nos
observations, nous serions donc dans le cas d’une structure dont la fréquence propre serait supé-
rieure à celle du fluide, ce qui est bien le cas vu que la fréquence propre de la structure vaut ici
f∗s0 = 0,22.
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Figure 5.16 – Tracés des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges fluides ins-
tationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position réduite du
centre de gravité du cylindre A∗ en fonction du temps (cas 4)
Nous observons ici une longueur d’onde basse-fréquence qui semble modifier un signal ana-
logue à ceux rencontrés jusqu’à présent. Nous sommes pourtant au niveau fréquentiel, dans une
configuration proche du cas 2 qui ne présente pas une telle fréquence basse. La différence entre
les deux cas vient des valeurs de masse et de raideur réduites qui sont doublées pour le cas 4.
À la longueur basse-fréquence près, les amplitudes maximales de la traînée et de la portance
sont augmentées ce qui reste en accord avec nos conclusions sur les cas où la fréquence propre
de la structure est supérieure à celle du fluide.
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Figure 5.17 – Spectres de puissance des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges
fluides instationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position
réduite du centre de gravité du cylindre A∗ en fonction de la fréquence réduite St (cas 4)
La longueur d’onde basse-fréquence perturbe les résultats de l’analyse spectrale qu’il aurait
fallu mener sur une longueur de signal beaucoup plus importante.
Cependant, pour la portance, l’intensité de la deuxième harmonique semble bien inférieure à
celle de la fréquence principale, ce qui est en accord avec nos observations pour f∗s0 > St0.
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5.2 Simulation instationnaire en configuration libre
Cas d’étude no5
z−Vort.
u/uia
ρ/ρia
w/wia
Figure 5.18 – Iso-contours instantanés (relatives aux valeurs infini-amont) des vitesses longitu-
dinales u, transversales w, de la masse volumique ρ et de la vorticité dans le plan perpendiculaire
à l’écoulement pour une simulation directe instationnaire à Reynolds 100 autour d’un cylindre
en mouvement en 2D avec NSMB (cas 5)
Ce cas est le second cas pathologique du fait de sa masse réduite faible. Ici encore, la fréquence
d’accrochage se situe en dehors des limites fixées par la fréquence propre de la structure f∗s0 = 0,22
et du fluide St0 = 0,17, et se rapproche ici de celle du fluide puisqu’elle vaut f∗s = 0,17.
La largeur de la bande tourbillonnaire est surdéveloppée, tout comme dans le cas où la
fréquence propre de la structure est inférieure à celle du fluide.
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Figure 5.19 – Tracés des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges fluides ins-
tationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position réduite du
centre de gravité du cylindre A∗ en fonction du temps (cas 5)
L’amplitude de la portance est proche de celle du cas statique, ce qui tend à renforcer nos
hypothèses sur l’impact de la valeur de la fréquence propre de la structure par rapport à celle
du fluide. Pour une fréquence propre de structure supérieure à celle du fluide, nous observerions
une diminution de l’amplitude de la portance et inversement. Par conséquent, lorsque ces va-
leurs seraient proches, la modification de l’amplitude serait faible, ce qui est le cas ici. Notre
raisonnement reste donc cohérent.
Tout se passe donc comme si la valeur de la fréquence propre de la structure était faussée
et égale à 0,17 puisque la fréquence d’accrochage n’est pas différente de la fréquence propre du
fluide.
L’amplitude de la traînée est encore une fois augmentée, caractéristique de la zone d’accro-
chage, et le signal de la position réduite du centre de gravité de la structure, en phase avec la
portance.
Il est à noter qu’ici non plus (comme dans le cas pathologique 2), et à l’inverse de ce qu’il
est observé dans le cas 1, sur la portance, l’intensité de la deuxième harmonique par rapport
à la fréquence dominante est relativement importante (cas des structures à fréquence propres
inférieures à celles du fluide) sans que le signal temporel de la portance ne s’en trouve perturbé
(cas pathologiques). L’écart entre les deux effets du mouvement (augmentation de la traînée et
réduction de la portance) semble donc moins important.
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Figure 5.20 – Spectres de puissance des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges
fluides instationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position
réduite du centre de gravité du cylindre A∗ en fonction de la fréquence réduite St (cas 5)
Les conclusions sur le spectres du cas pathologique 2 peuvent également s’appliquer ici.
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Cylindre seul en configuration statique et libre à bas-Reynolds
Cas d’étude no6
z−Vort.
u/uia
ρ/ρia
w/wia
Figure 5.21 – Iso-contours instantanés (relatives aux valeurs infini-amont) des vitesses longitu-
dinales u, transversales w, de la masse volumique ρ et de la vorticité dans le plan perpendiculaire
à l’écoulement pour une simulation directe instationnaire à Reynolds 100 autour d’un cylindre
en mouvement en 2D avec NSMB (cas 6)
La largeur de la bande tourbillonnaire est approximativement augmentée de l’amplitude d’os-
cillation de la structure, ce qui reste cohérent avec nos observations pour les cas où la fréquence
propre de la structure est supérieure à celle du fluide, ce qui est le cas ici (0,22 > 0,17).
De même, la fréquence d’accrochage semble plus importante que dans le cas statique (comprise
entre 0,17 et 0,22).
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5.2 Simulation instationnaire en configuration libre
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Figure 5.22 – Tracés des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges fluides ins-
tationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position réduite du
centre de gravité du cylindre A∗ en fonction du temps (cas 6)
Les amplitudes de la portance et la traînée sont supérieures au cas statique ce qui est en accord
avec nos observations pour une valeur de fréquence propre de la structure supérieure à celle du
fluide. L’impact de la traînée sur la portance n’est pas perceptible, et le signal d’oscillation de la
structure reste en phase avec celui de la portance.
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Figure 5.23 – Spectres de puissance des coefficients de traînée CD et de portance CD des charges
fluides instationnaires sur la paroi du cylindre circulaire en mouvement libre et de la position
réduite du centre de gravité du cylindre A∗ en fonction de la fréquence réduite St (cas 6)
La faible intensité de la deuxième harmonique de la portance est clairement révélée par le
spectre. De même, la troisième harmonique influence peu les ocillations de la structure.
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5.3 Conclusion sur l’algorithme de couplage
Le spectre du cas 4 (cf. Fig. 5.17, p. 111) semble pathologique du fait de son allure particulière
alors que les paramètres du traitement spectral sont identiques aux 5 autres cas. Au vu du tracé
temporel des signaux de force (cf. Fig. 5.16, p. 110), une modulation basse-fréquence s’observe
en plus des oscillations courantes. Cette modulation apparaît lorsque deux fréquences sont très
proches. Dans ce cas, la longueur du signal sur lequel l’analyse spectrale a été effectuée ne semble
pas suffisante pour dégager ces deux fréquences sur le spectre, ce qui explique que son allure se
détache par rapport à celle des 5 autres cas.
Par ailleurs, le tracé temporel des signaux du cas 1 (cf. Fig. 5.7, p. 100) révèle une particularité
sur le coefficient de portance CL. Une perturbation périodique d’une même fréquence double de
celle l’oscillation principale apparaît nettement sur le signal temporel, mais également sur le
spectre de fréquence du coefficient de portance (cf. Fig. 5.8, p. 101). Cette fréquence correspond
à la deuxième harmonique du signal. Elle est toujours plus ou moins exprimée dans chacun
des 6 cas bien que ce soit dans le cas 1 qu’elle soit la plus révélée (grand écart entre les effets
d’augmentation de la puissance de traînée et de diminution de la puissance portance).
5.3 Conclusion sur l’algorithme de couplage
La méthode de couplage implémentée dans NSMB durant cette étude, dans le cas de la
déformation de maillage, est en accord avec la littérature. Le couplage bien que faible (cf. § 4.2,
p. 79) paraît suffisant pour assurer la prédiction du mouvement pour les cas où m∗ > 1 ce qui
correspond au faisceau de tubes.
Dans tous les cas, l’amplitude de la traînée est supérieure au cas statique. En ce qui concerne
la largeur de la bande du lâcher tourbillonnaire de von Kàrmán et de l’influence sur l’amplitude de
la portance, il faut distinguer deux types de cas : les cas où la fréquence propre de la structure est
inférieure (structure réductrice de fréquence fluide) à celle du fluide, et le cas inverse (structure
accélératrice de fréquence fluide).
Les structures accélératrices ont tendance à augmenter l’amplitude de la portance, et à ne
pas accroître la largeur de la bande tourbillonnaire au delà de ce qu’elle devrait être en ajoutant
la valeur de l’amplitude de l’oscillation de la structure à la largeur de la bande en statique.
Les structures réductrices quant à elles diminuent l’amplitude de la portance et augmentent
la largeur des allées tourbillonnaires au delà de la largeur statique incrémentée de l’amplitude
d’oscillation. Dans cette catégorie, la structure aura tendance à réduire la valeur de la fréquence
d’accrochage, et à moins contrarié le fluide dans son action fréquencielle (diminution de la por-
tance, cf. § 5.2, p. 99).
En ce qui concerne le déphasage entre les forces fluides et les oscillations de la structure, nous
pouvons constater que dans la plupart des cas, le franchissement de l’accrochage se traduit par
un déphasage qui passe de 0 à 180o (de Langre, 2006). Cependant, dans nos cas d’étude, dont les
vitesses réduites se situent entre 4,44 et 6,45, nous retrouvons les mêmes résultats que Jauvtis
& Williamson (2004), et un saut de phase inexistant. En effet, les signaux temporels des forces
de portance et des oscillations de la structure pour les 6 cas d’études ont un déphasage proche
de 0, voire nul.
Cette étude nous a permis, en plus de vérifier la justesse de l’implémentation de l’algorithme
de Newmark, de commencer à appréhender les simulations avec déformations de maillage dans
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NSMB. Il semble maintenant judicieux de revenir à notre cas d’étude beaucoup plus complexe,
de par sa configuration confinée, son nombre de Reynolds élevé nécessitant l’utilisation de modèle
de turbulence, et son phénomène vibratoire.
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5.3 Conclusion sur l’algorithme de couplage
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